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1. Einleitung
Am 17.12.1903 glückte den Gebrüdern Wright vor der amerikanischen Antlantikküste der
erste gelenkte Motorflug. Luftfahrtantriebe haben seit dieser Zeit eine ungebremste Wei-
terentwicklung und Wandlung erfahren, vom einfachen Propeller, angetrieben durch einen
Reihenkolben-Motor, bis zu Strahltriebwerken mit hohen Nebenstromverhältnissen [ASTRIDGE
2003, HOWSE 2003, JENSEN 2003, STEFFENS und WALTHER 2003].
Motiviert durch die hohen Anforderungen der Fluggesellschaften nach geringem Gewicht,
niedrigem Brennstoffverbrauch, langer Lebensdauer, hoher Zuverlässigkeit und Effizienz ent-
wickeln Triebwerkhersteller Verdichter mit reduzierter Bauteilezahl bei gleichem oder gerin-
gerem Treibstoffverbrauch und besserem Schub-Gewicht-Verhältnis. Erreicht wird dies durch
immer höhere Stufendruckverhältnisse. Die Steigerung der Druckverhältnisse einer Stufe
wird üblicherweise durch Steigerung der Rotordrehzahl erreicht, gleichbedeutend mit größe-
ren relativen Einströmmachzahlen. Aufgrund der Überlagerung der Umfangsgeschwindigkeit
resultierend aus der Rotordrehung und der absoluten Unterschall-Anströmgeschwindigkeit
können so im Nabenbereich hohe subsonische bis transsonische Geschwindigkeiten und am
Gehäuse moderate Überschallmachzahlen auftreten. Die relative Überschallanströmung führt
zu einem Verdichtungsstoß in der Rotorpassage, der die Strömung verzögert und entspre-
chend das Arbeitsmedium verdichtet. In vielen modernen Hochdruckverdichtern ziviler Luft-
triebwerke wird die erste Stufe im transsonischen Geschwindigkeitsbereich betrieben, bei
schubstarken (Militär-) Triebwerken sogar die ersten beiden Stufen.
Bei der Auslegung eines Verdichters wird derzeit noch ein großer Sicherheitsabstand zur
Stabilitätsgrenze (25% stall margin) gefordert, um eine eventuelle Absenkung der Abreiss-
grenze z.B. durch unerwartete Einlaufstörungen sowie Spaltveränderungen aufzufangen. Ei-
ne genauere Kenntnis der Spalt- bzw. Spaltwirbelströmung lässt ein enormes Entwicklungs-
potential vermuten, weil schon während der Entwurfphase eines Verdichters der zwingend
erforderliche Pumpgrenzenabstand besser überprüft werden kann, bzw. Stufendruckverhält-
nisse erhöht und Verluste reduziert werden können.
Ein großes Potential hinsichtlich der Verlustreduzierung von transsonischen Axialverdich-
terlaufrädern besteht im gehäusenahen Bereich. Die radiale Wirkungsgradverteilung einer ty-
pischen transsonischen Axialverdichterstufe verläuft von der Nabe bis weit über 50% Schau-
felhöhe mit nahezu konstant hohem Wirkungsgrad von ca. 90%. Im oberen Bereich der
Schaufelhöhe verringert sich jedoch der Wirkungsgrad deutlich und fällt im Blattspitzen-
bereich unter 80%. Die Verlustquellen im Rotoraußenbereich sind einerseits der in der Pas-
sage auftretende Verdichtungsstoß, andererseits auch stoßbedingte Grenzschichtablösungen
auf der Profilsaugseite sowie Sekundärströmungen. Von besonderer Bedeutung ist hierbei der
Blattspitzenwirbel.
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In Abhängigkeit von der aerodynamischen Schaufelbelastung und der gegebenen Spalthö-
he zwischen Rotorblattspitze und Ummantelung wird jeweils auf der Saugseite der Rotor-
schaufel ein Wirbel hervorgerufen, der sogenannte Spaltwirbel. Die Wirbeltrajektorie startet
an der Saugspitze der Schaufeloberkante mit einer Wirbel-Fütterschicht entlang der Ober-
kante und setzt sich in die Schaufelpassage fort. Das Aufrollen der Fütterschicht formt einen
schlanken Wirbel, der ein nachlaufartiges axiales Geschwindigkeitsprofil aufweist. Die Blatt-
spitze einer transsonischen Rotorschaufel wirkt dabei ähnlich einer Unterschallvorderkante
einer mit Überschallgeschwindigkeit angeströmten Fläche (z.B. Deltaflügel), auf deren Saug-
seite sich ein Wirbel aufrollt.
Im Fall des Transsonikrotors durchstößt der Blattspitzenwirbel den Kanalstoß (Abb. 1.1).
Die dabei stattfindende Interaktion bewirkt eine plötzliche und starke Verzögerung der Strö-
mung und als Folge davon eine Veränderung der Wirbelstärkenverteilung, die im Aufplatzen
des Wirbels enden kann. Bei Betriebspunkten entlang einer Drehzahllinie nehmen mit zuneh-
mender Drosselung die Stoß-Wirbel-Wechselwirkungen zu. Starke Interaktionen treten ent-
lang der Stabilitätsgrenze auf und können mit dem Wirbelaufplatzen einhergehen. Mitunter
spielt diese Wechselwirkung eine bedeutende Rolle zur Charakterisierung und Beeinflussung
der Stabilitätsgrenze (Abb. 1.2).
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Spaltströmung/
Wirbel-Fütterschicht
Einlass
Auslass
Kanalstoß
Blattspitzenwirbel
Druckseite
Saugseite
Rezirkulationsgebiet
Abb. 1.1 Schema einer Kanalstoß-Blattspitzenwirbel-Interaktion in einem transsonischen Axialrotor.
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Abb. 1.2 Schematische Darstellung eines Verdichterkennfelds [WANG 1994].
1.1. Stand der Forschung
Schaufelgitterströmungen sind in hohem Maße dreidimensional, reibungsbehaftet und insta-
tionär. Sie unterliegen einer Vorzugsrichtung und starken Druckgradienten in allen Richtun-
gen. In rotierenden Schaufelreihen treten zusätzlich Zentrifugal- und Corioliskräfte auf. Das
Strömungsbild ist von Sekundärströmungen geprägt. Durch die Strömungsumlenkung in den
Schaufelreihen bilden sich Kanalwirbel (Abb. 1.3). Die Umströmung der Schaufelvorderkan-
ten induziert Hufeisenwirbel. Zusätzlich können Ecken- und Spaltwirbel auftreten, die mit
dem genannten Wirbel in komplexer Wechselwirkung stehen (Abb. 1.4).
Durch viskose Reibung entstehen an den umströmten Körperoberflächen Grenzschichten
sowie Scherschichten in der freien Strömung. Der Grenzschichtzustand kann in räumlicher
und zeitlicher Abhängigkeit laminar, transitional oder turbulent sein. Die Grenzschichten
wachsen an den Hinterkanten der Schaufeln zu Nachlaufströmungen zusammen. Aufgrund
der unterschiedlichen Schaufelgeschwindigkeiten von Rotoren und Statoren treffen die Nach-
laufströmungen die nachfolgenden Schaufelreihen an unterschiedlichen Umfangspositionen.
Der dortige Strömungszustand wird dadurch stark instationär beeinflusst. In den vorderen
Stufen moderner Verdichter ist die Strömung in den Schaufelreihen transsonisch. Dadurch
treten neben den genannten Strömungserscheinungen komplexe Stoßsysteme auf, die mit
den Grenzschichten interagieren und Grenzschichtablösungen hervorrufen können [CUMPS-
TY 1989].
3
1. Einleitung
Abb. 1.3 Wirbelstrukturen in einem Rotor [INOUE und KUROUMARU 1984].
Abb. 1.4 Struktur der Spaltströmung [INOUE und KUROUMARU 1989].
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Zahlreiche Untersuchungen über aerodynamische Instabilitäten in axialen Verdichtern sind
in den vergangenen Jahren durchgeführt worden. Hauptaugenmerk dieser Studien ist das
Erkennen und Vermeiden von kritischen Strömungszuständen sowie die Vergrößerung des
Betriebsbereichs [WANG 1994, RIPPL 1995]. Das Verständnis für die zugrunde liegenden
Phänomene ist ein wichtiger Teil dieses Problems. Bedeutende Fortschritte sind hinsichtlich
rotierender Ablösung (rotating stall) oder Pumpen (surge) gemacht worden, die das Verständ-
nis über Verdichterinstabilitäten in axialen Verdichterrotoren verbessern. In hochbelasteten
Verdichterstufen mit Spaltströmungen scheinen für die Ablöse- und den daraus resultieren-
den Strömungsinstabilitäten zwei unterschiedliche Mechanismen verantwortlich zu sein. Der
erste ist charakterisiert durch modale Störungen der Hauptströmung (modal wave stall). In
diesem Fall bewegen sich langwellige (long-lengthscale) Störungen rotatorisch um die Ro-
torachse und relativ zur Rotordrehung (Abbn. 1.5, 1.6). Kommt es bei Annäherung an die
Stabilitätsgrenze zu einer aerodynamischen Überbelastung der Verdichterschaufeln, so bil-
den sich saugseitig zum Teil großflächige Ablösegebiete aus, die aufgrund der Strömungs-
umlenkung die Anströmung der benachbarten Schaufel verändern. Die daraus resultierende
Überbelastung an der Nachbarschaufel induziert wiederum ein Ablösegebiet. Diese Störung
wandert so von einer Schaufel zur nächsten. Das dabei entstehende Phänomen wird als rotie-
rende Ablöseströmung (rotating stall) bezeichnet und tritt in langsam drehenden Verdichtern
nahe der Stabilitätsgrenze auf sowie in schnell drehenden Verdichtern vorzugsweise im mitt-
leren Drehzahlbereich. Mit Hilfe eines verringerten Teilungsverhältnisses lassen sich die ae-
rodynamischen Schaufelbelastungen reduzieren und die Ablösungen deutlich zu geringeren
Massenströmen verzögern. Mit steigender Stufenbelastung gewinnen jedoch die Störungen
an der Gehäusewand zunehmend an Bedeutung.
Abb. 1.5 Mechanismus der rotierenden Ablösung und abgelöster Strömungsgebiete
[CUMPSTY 1989].
Im zweiten Fall stören kurzwellige (short-lengthscale) Fluktuationen die Strömung. Diese
sogenannten spikes sind kleine rotierende Abreißzellen, die im Blattspitzenbereich entste-
hen und innerhalb weniger Rotorumdrehungen erheblich anwachsen und den Strömungs-
querschnitt im Schaufelkanal entscheidend verändern können. Treten diese Zellen mehrfach
in stabilen Konfigurationen nahe dem Strömungszusammenbruch auf, wird dies als multiple-
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Abb. 1.6 Typen rotierender Ablösegebiete (Gebiete niedriger Geschwindigkeit sind schattiert)
[CUMPSTY 1989].
cell stall bezeichnet. Instabile Konfigurationen sind durch stark fluktuierende Größe gekenn-
zeichnet und werden als rotating instability bezeichnet [KAMEIER 1993, BAUMGARTNER
et al. 1995]. Spilling forward beschreibt in diesem Zusammenhang eine vor die Schaufelvor-
derkante herausgespülte Gehäusegrenzschicht bzw. Spaltströmung, wodurch es zu den oben
genannten spikes kommen kann [SAATHOFF et al. 2003, VO 2001]. In langsam drehenden,
jedoch hochbelasteten Verdichtern ist dieses Phänomen in Verbindung mit einem Umspülen
der Hinterkante von der Druckseite zur Saugseite beobachtet worden. Diese Rückströmung,
die durch den hohen Gegendruck an der Austrittsseite bedingt ist, stört die Hauptströmung
und modifiziert im Besonderen die Spaltströmung, die mit Blattspitzenwirbeln verbunden
ist [MOORE 1982, INOUE und KUROUMARU 1989,MELAKE 1996,VAN ZANTE et al. 1999].
Beginnend in den 80er Jahren wird in experimentellen Untersuchungen der Einfluss der
Spaltströmung in einem subsonischen Axialverdichter dokumentiert [INOUE und KUROU-
MARU 1984, INOUE et al. 1986, INOUE und KUROUMARU 1989, CAMP 1995, FURUKAWA
et al. 1998,HOYING et al. 1998,HOYNACKI et al. 1999,BOHNE et al. 1999,FURUKAWA et al.
2000, INOUE et al. 2001, MAILACH et al. 2001, VO 2001]. Saathoff gibt eine repräsentative
Übersicht vorangegangener Untersuchungen [SAATHOFF 2001]. Anfang der 1990er Jahre be-
stätigten im Fall transsonischer Axialverdichter numerische und experimentelle Studien den
Störeinfluss der Spaltströmung und der Spaltwirbelströmung. Zusätzlich ergibt sich ein wei-
terer Störmechanismus durch die Interaktion des Spaltwirbels mit dem Kanalstoß [ADAMC-
ZYK et al. 1991, ADAMCZYK et al. 1993, COPENHAVER et al. 1992, SUDER und CELESTINA
1994]. Suder dokumentierte den radialen Einfluss der Spaltströmung. Er kann bis zu 20-mal
die Höhe des Blattspitzenspalts betragen. Aktuelle Untersuchungen zeigen, dass das Wirbe-
laufplatzen sowohl in transsonischen als auch in subsonischen Axialverdichtern und ebenso
in Radialverdichtern in Betriebspunkten nahe der Stabilitätsgrenze auftreten kann [COPEN-
HAVER et al. 1995,FURUKAWA et al. 2000,VO 2001,IBARAKI et al. 2003]. Schlechtriem und
Lötzerich vermuteten auf der Grundlage numerischer Berechnungen dreidimensionaler Strö-
mungen in einem transsonischen Fan-Rotor, dass der Pumpvorgang in enger Verbindung zur
Stoß-Wirbel-Wechselwirkung und dem Wirbelaufplatzen steht [SCHLECHTRIEM und LÖT-
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ZERICH 1997]. Somit scheint der Schaufelendbereich, in dem der Blattspitzenwirbel mit dem
Kanalstoß interagiert, von zentraler Bedeutung für die Weiterentwicklung effizienter trans-
sonischer Verdichter zu sein. Das gilt auch im Hinblick auf die Entwicklung von Design-
Kriterien, die helfen sollen, einen ausreichenden und sicheren Pumpgrenzenabstand zu ge-
währleisten [HOEGER et al. 1999].
Stoß-Wirbel-Wechselwirkungen sind wegen der Dreidimensionalität der Strömung expe-
rimentell schwierig zu analysieren, insbesondere in rotierenden Konfigurationen. Weiterfüh-
rende Kenntnisse und detailreiche Untersuchungen basieren daher maßgeblich auf der Quali-
tät und Genauigkeit numerischer Strömungssimulationen. Bedingt durch die Weiterentwick-
lung von Strömungslösern und Algorithmen sowie die Leistungssteigerung von Rechnern
ist die dreidimensionale Strömungsberechnung zu einem wichtigen und zuverlässigen Werk-
zeug in der Vorauslegung von Lufttriebwerken geworden [HILDEBRANDT 1998, FRITSCH
et al. 2000]. Darüber hinaus werden Bauteilmodifikationen zuerst in einem numerischen Ex-
periment getestet und bewertet, bevor eine Übertragung auf reale Strukturen erfolgt.
1.2. Zielsetzung der vorliegenden Arbeit
Die vorliegende Arbeit liefert einen Beitrag zum Verständnis der Spaltströmung zwischen
Rotorblattspitze und Gehäuse und der daraus resultierenden Spaltwirbel. Mittels dreidimen-
sionaler Strömungsberechnungen werden die Entstehung des Blattspitzenwirbels, der Auf-
rollvorgang des Wirbels, seine Ausbreitung in der Rotorpassage, seine Wechselwirkung mit
den Wandgrenzschichten und seine Wechselwirkung mit dem Passagenstoß untersucht. Dabei
werden insbesondere Betriebsbedingungen nahe der Stabilitätsgrenze betrachtet. Zur Berech-
nung der periodischen, dreidimensionalen, reibungsbehafteten, turbulenten Strömung wird
mit Numeca FINE/Turbo ein kommerzielles Verfahren eingesetzt.
Die Richtigkeit der numerischen Modellierung wird durch die Übereinstimmung von nu-
merischen und experimentellen Daten herbeigeführt, die jedoch zur Untersuchung der inter-
essierenden Phänomene nicht ausreichend sind. 1996 sind von der NASA und der ASME für
den NASA Rotor 37 detaillierte Messergebnisse veröffentlicht worden. Neben den globalen
Leistungsparametern für Betriebspunkte entlang der 100% Drehzahlkurve sind exemplarisch
für zwei ausgewählte Betriebspunkte, bei maximalem Wirkungsgrad einerseits und nahe der
Stabilitätsgrenze andererseits, lokale Verteilungen von Blatt zu Blatt innerhalb einer Schau-
felpassage bei 20% Schaufelsehnenlänge für unterschiedliche radiale Positionen zwischen
5% und 95% Kanalhöhe verfügbar.
Das wandnahe Strömungsfeld im Bereich der Blattspitze ist in rotierenden Kanälen für
Messungen schwer zugänglich. Ohnehin ist die quantitative Erfassung von Wirbelcharakteris-
tiken sehr aufwendig. Ferner sind Experimente im Grenzbereich des Verdichterpumpens we-
gen der akuten Gefahr für das Versuchsgerät nahezu unmöglich. Aus den genannten Gründen
existieren kaum Experimente und Messdaten, die der numerischen Simulation von Blattspit-
zenwirbel und der Stoß-Wirbel-Wechselwirkung gegenübergestellt werden könnten. Sofern
über die realitätsnahe Abbildung der Strömung durch die Simulation Gewissheit herrscht,
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kann eine zuverlässige Aussage über das Strömungsgeschehen in anderen nicht vermessenen
Strömungsbereichen oder eine vertrauenswürdige Strömungsvorhersage in anderen Betriebs-
punkten erfolgen.
Basierend auf dem Vergleich zwischen den berechneten Strömungsfeldern und dem Ex-
periment werden in der vorliegenden Arbeit für verschiedene Betriebsbedingungen die Be-
dingungen der Wirbelentstehung, die Wirbelstärkenverteilung und der geometrische Verlauf
des Wirbels bis zum Kanalstoß und andererseits der Kanalstoß selbst für verschiedene Be-
triebsbedingungen analysiert. Hinsichtlich der Stoß-Wirbel-Interaktion und der Stabilitäts-
grenze des Verdichters werden maßgebliche Parameter – z.B. Rotorblattspitzengeometrie,
Schaufelbelastung im Blattspitzenbereich – ermittelt. Ebenso werden die wesentlichen Pa-
rameter zur Charakterisierung der Wirbel-Stoß-Interaktion mit denjenigen aus der Literatur
verglichen. Wirbelaufplatzen ist hauptsächlich ein druckgesteuertes Phänomen. Weitere Ab-
hängigkeiten bestehen hinsichtlich Wirbelintensität, der Machzahl und des eingeschlossenen
Winkels zwischen Wirbeltrajektorie und Stoßfläche [SMART und KALKHORAN 1997, RIZ-
ZETTA 1997, KLAAS et al. 2002, THOMER et al. 2002, THOMER 2003].
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Die Möglichkeit, komplexe Strömungsvorgänge numerisch zu simulieren, wie sie z.B. in
den Schaufelreihen von Strahltriebwerken auftreten, ist der Entwicklung der Rechnerleistung
wie dem Fortschritt numerischer Algorithmen zuzuschreiben [SIEVERDING 1989, BENNET-
SCHICK 1991,VOGEL 1995,FRITSCH et al. 1997,LÜCKE 1997,HILDEBRANDT 1998,MERZ
1998, VOGEL et al. 1998]. So sind in den vergangenen Jahren wesentliche Maßnahmen
zur Konvergenzbeschleunigung, z.B. das Mehrgitterverfahren, erfolgreich eingesetzt worden.
Komplizierte und detailreiche Geometrien werden durch die Möglichkeiten unstrukturierter
Rechennetze mit hängenden Knoten handhabbar. Adaptive Verfahren ermöglichen eine wei-
tere Verringerung des Vernetzungsaufwands, weil die Anpassung des Gitters an die jeweils
aufzulösenden Strömungsphänomene automatisch erfolgt.
Nichtsdestoweniger werden die Anforderungen an die Qualität von Versuchen für die Vali-
dierung numerischer Verfahren steigen. Aufgrund der enormen Flut von Daten, die zukünftig
experimentell und numerisch erzeugt werden können, müssen geeignete graphische Werk-
zeuge zum Bearbeiten und Analysieren der Datensätze weiterentwickelt werden.
Zum heutigen Zeitpunkt werden in der Entwicklung eines Triebwerks für die Aerody-
namik je nach Genauigkeit und Anwendungsfall unterschiedliche Verfahren eingesetzt, die
in der Qualität der gewonnenen Aussagen variieren. 3-dimensionale Strömungsberechnun-
gen werden aufgrund der Arbeits- und Zeitkosten bisher nur am Ende des aerodynamischen
Designprozesses oder innerhalb numerischer Experimente zur Forschung eingesetzt [HILDE-
BRANDT 1998, FRITSCH et al. 2000]. Mit fortschreitender Standardisierung dieser Verfahren
wird sich in Zukunft ein frühzeitiger Einsatz dieser Mittel in der Entwicklungskette durch-
setzen. Ziel ist die zuverlässige Beurteilung der Maschinen bis hin zur Abbildung z.B. von
Vogeleinschlag [ADAMCZYK 2003, MARI und MAHIAS 2003].
2.1. Strömungsmechanisches Modell
Die Grundlage für die Beschreibung von Strömungen bilden die Bilanzgleichungen für Mas-
se, Impuls und Energie, ergänzt um Materialgesetze für das thermische und kalorische Ver-
halten sowie für Reibung und Wärmeleitung. Der für transsonische Verdichter, bzw. generell
für Turbomaschinen mit kompressiblen Arbeitsmedien geltende Temperatur- und Druckbe-
reich erfüllt die Bedingungen kompressibler Newton’scher Fluide. Dabei bleiben hier zur
Vereinfachung Wärmestrahlung und Fernkräfte durch Gravitation oder elektromagnetische
Felder außerhalb der Betrachtung, weil sie für die Problemstellung unbedeutend sind.
In einem raumfesten, kartesischen Koordinatensystem (xi , i = 1, 2, 3) lassen sich die Er-
haltungsgleichungen für instationäre, reibungsbehaftete Strömungen kompressibler, wärme-
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leitender Gase an einem beliebigen, raumfesten Kontrollvolumen V mit der Berandungsflä-
che ∂V herleiten. Dabei wird eine Aufteilung der Flüsse in einen konvektiven bzw. physika-
lisch konservativen und einen viskosen bzw. dissipativen Anteil vorgenommen. Aus diesem
Grund wird auch der symmetrische Spannungstensor T in einen isotropen Druckanteil p und
einen viskosen Spannungsanteil T v aufgeteilt, weil der Druck in dem verwendeten gasdyna-
mischen Modell keine dissipative Wirkung auf das Fluid ausübt.
T = −pI + T v (2.1)
Die Bilanzgleichungen lauten nun, dargestellt in konservativer Integralform,∫
V
∂U
∂t
dV +
∮
∂V
{(F− Fv)n1 + (G−Gv)n2 + (H−Hv)n3} dA = 0 (2.2)
mit dem Lösungsvektor U, den physikalisch konservativen Flussvektoren F, G, H 1
U =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣

v1
v2
v3
et
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
, F =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣
v1
v21 + p
v1v2
v1v3
v1(et + p)
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
, G =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣
v2
v2v1
v22 + p
v2v3
v2(et + p)
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
, H =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣
v3
v3v1
v3v2
v23 + p
w(et + p)
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
(2.3)
und den diffusiven (viskosen) Flussvektoren Fv, Gv, Hv
Fv =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣
0
τ11
τ12
τ13
((T v · v)− q) · e1
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
, Gv =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣
0
τ21
τ22
τ23
((T v · v)− q) · e2
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
, Hv =
⎡
⎢⎢⎢⎢⎢⎣
0
τ31
τ32
τ33
((T v · v)− q) · e3
⎤
⎥⎥⎥⎥⎥⎦
.
(2.4)
Der viskose Anteil des Spannungstensors, der nach Stokes und Newton linear vom symme-
trischen Teil des Geschwindigkeitsgradienten abhängt, lautet in koordinateninvarianter, ten-
sorieller Schreibweise oder unter Benutzung der Indexnotation2 in einem kartesischen Koor-
dinatensystem
T v = μ(gradv + (gradv)T ) + μV (div v)I . (2.5)
Die beiden Viskositätskoeffizienten bezeichnet man als Scherviskosität oder dynamische Vis-
kosität (μ) und Volumenviskosität (μV ). Ein verbreiteter Ansatz für die Zustandsabhängigkeit
der Scherviskosität eines Gases ist das Sutherlandgesetz,
μ = μ(T ) = μo
To + So
T + So
(
T
To
) 3
2
, (2.6)
1Hierbei handelt es sich um Vektoren im Sinne der Matrizenrechnung und nicht im Sinne der Physik.
2Summation erfolgt über doppelt auftretende griechische Indizes.
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das die Scherviskosität als reine Funktion der Temperatur beschreibt. Die Bezugstemperatur
beträgt To = 273.15K. Für Luft betragen die Sutherland-Konstante So = 110.0K und die
dynamische Viskosität bei Bezugstemperatur μo = 1.717 · 10−5 kg (ms)−1. Die Stokes’sche
Hypothese stellt die Beziehung zwischen der Volumenviskosität μV und der dynamischen
Viskosität μ
μV = −2
3
μ (2.7)
her. Die Druckviskosität wird dabei als Null angenommen. Der Wärmefluss q wird nach
Fourier proportional zum Temperaturgradienten mit dem Wärmeleitkoeffizienten λ angesetzt:
q = −λ grad T . (2.8)
Geschlossen wird das Gleichungssystem durch die thermische und die kalorische Zustands-
gleichung für perfekte Gase:
p

= RT , e = cv T . (2.9)
Gleichung (2.2) gilt in der Form mit (2.3) und (2.4) in kartesischen Koordinaten in einem
Inertialsystem (Absolutsystem, raumfest). In einem rotierenden Bezugssystem verändert sich
die Darstellung, so bei der Formulierung im rotorfesten Relativsystem eines Turbomaschi-
nenrotors, wo die Radial- und Corioliskräfte von den Trägheitskräften abgespalten werden
und somit in den Navier-Stokes-Gleichungen als Quellterme behandelt werden können. Die
zeitliche Ableitung der Relativgeschwindigkeit w in einem raumfesten Koordinatensystem
(Absolutsystem) ist mit derjenigen in einem mit der Winkelgeschwindigkeit Ω = |Ω| statio-
när rotierenden Relativsystem durch die Vorschrift
(
∂w
∂t
)
abs
=
(
∂w
∂t
)
rel
+ Ω×w + Ω× (Ω× x)) (2.10)
verknüpft.
2.2. Numerisches Modell
Die in Abschnitt 2.1 dargestellten Navier-Stokes-Gleichungen stellen mathematisch ein Sys-
tem gekoppelter, nichtlinearer partieller Differentialgleichungen dar, das in raum-zeitlicher
Formulierung zusammen mit korrekt gestellten Anfangs- und Randbedingungen als Anfangs-
randwertproblem bezeichnet wird. Analytisch ist dieses Problem i.a. nicht lösbar; numerisch
stehen zu seiner Lösung jedoch eine Reihe von Algorithmen zur Verfügung. Allen gemein-
sam ist die Diskretisierung der Differentialgleichungen in einem numerischen Rechenraum.
Dazu werden die Erhaltungsgleichungen als Differentialgleichungen für kleine Kontrollvo-
lumina aufgestellt, in die das zu betrachtende Rechengebiet aufgeteilt wird. Das analytisch
nicht lösbare System gekoppelter Differentialgleichungen wird in ein approximierendes Sys-
tem von Differenzengleichungen transformiert. Bei hinreichend kleinen Kontrollvolumina
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nähern sich die Lösungen der Differenzengleichungen denjenigen der Differentialgleichun-
gen an und sind schließlich bei infinitesimal kleinen Kontrollvolumina mathematisch gleich-
wertig. Die Randbedingungen erfordern dabei ebenso wie die Anfangsbedingungen speziel-
le Differenzenschemata. Bei den Rändern sind Festkörperwände und künstliche Ränder zur
Begrenzung des Rechengebiets zu unterscheiden, zu denen Ein- und Ausströmrand sowie
Periodizität in Umfangsrichtung Anlass geben.
Die in Turbomaschinen auftretende Strömung ist turbulent bzw. laminar-turbulent. Die Be-
rechnung turbulenter Strömung ist in der Form von Gl. (2.2) prinzipiell möglich. Bedingung
dafür ist, dass selbst die feinsten Turbulenzstrukturen sowohl räumlich als auch in ihrer voll-
ständigen zeitlichen Entwicklung aufgelöst werden. Dazu sind zum einen entweder sehr feine
Rechennetze oder Verfahren sehr hoher Ordnung [KLIOUTCHNIKOV und BALLMANN 2000]
und zum anderen die numerische Strömungssimulation über eine ausreichend lange Zeitdauer
notwendig. Solche Methoden werden als Direkte Numerische Simulation (DNS) bezeichnet
und stellen die höchste Stufe der numerischen Approximation dar. Zur Zeit sind sie aber über-
wiegend noch auf niedrige Reynoldszahlen und geometrisch einfache, kleine Lösungsgebiete
beschränkt, weil sie hohen numerischen Aufwand erfordern.
Für technische Problemstellungen wird deshalb meist auf die genaue Kenntnis turbulen-
ter Schwankungsbewegungen verzichtet. Das strömungsmechanische Modell beschränkt sich
auf die statistische Betrachtung zeitlicher Mittelwerte der Strömungsgrößen. Die Erhaltungs-
gleichungen für Masse, Impuls und Energie werden durch die zeitliche Mittelung ihrer tur-
bulenten Fluktuationen approximiert. Die Navier-Stokes-Gleichungen (Gl. (2.2)) für die zeit-
lich statistisch gemittelten Strömungsgrößen werden als Reynolds3- oder Favre-gemittelte
Navier-Stokes-Gleichungen bezeichnet [SCHUBERT et al. 1999]. Für die darin zusätzlich
auftretenden Größen −v′′i v′′j und h′′v′′i stehen zunächst jedoch keine weiteren informati-
onstragenden Gleichungen zur Verfügung. Man spricht vom Schließungsproblem der Turbu-
lenz. Die fehlenden Informationen werden durch Turbulenzmodelle eingebracht. Sie können
primär aufgrund steigender Komplexität der Modellierung unterschieden werden in Wirbel-
viskositätsmodelle (1st order closure) oder Reynoldsspannungsmodelle (2nd order closure).
Ferner werden Wirbelviskositätsmodelle nach der Anzahl der zusätzlich zu den Bilanzglei-
chungen der Erhaltungsgrößen zu lösenden Gleichungen in Nullgleichungs- , Eingleichungs-
und Zweigleichungsmodelle unterschieden. Die erstgenannte Gruppe meint sog. algebrai-
sche Modelle. Die beiden letztgenannten werden durch Differentialgleichungen mit einem
zu den Erhaltungsgleichungen analogen Aufbau beschrieben. Bekannte Wirbelviskositäts-
modelle sind Baldwin-Lomax, k− ε, k−ω und Spalart-Allmaras. In der vorliegenden Unter-
suchung sind mit dem k− ε Modell in der Erweiterung von Yang und Shih für den niedrigen
Reynoldszahl-Bereich die besten Übereinstimmungen zwischen Experiment und Berechnung
erzielt worden.
Bei der numerischen Berechnung des Strömungsfelds ist als Arbeitsmedium Luft gewählt
worden. Tabelle 2.1 listet die wesentlichen Daten auf.
3Reynolds Averaged Navier Stokes, RANS
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Tabelle 2.1. Daten des Arbeitsmediums (Luft)
Spezifische Wärme bei konstantem Druck . . . . . . . . cp = 1004, 5 J/(kg K)
Gaskonstante . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . R = 286, 86 J/(kg K)
Adiabatenkoeffizient . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . γ = 1.4
2.3. Strömungslöser
Der in der vorliegenden Untersuchung verwendete Strömungslöser EURANUS ist Bestand-
teil des kommerziellen Softwarepakets NUMECA FINE/Turbo. Das Programmpaket ist spe-
ziell auf die Berechnung von Strömungen in Turbomaschinen hin entwickelt worden. Das
Strömungsberechnungsverfahren löst die Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen
für die dreidimensionale Strömung perfekter Gase [NUMECA 2000]. Zur numerischen Be-
rechnung der asymptotisch stationären Lösung der zeitabhängigen Erhaltungsgleichungen
wird ein Verfahren auf der Basis der Finite–Volumen–Methode für blockstrukturierte krumm-
linige Gitter verwendet. Die Multiblockfähigkeit des Lösers ermöglicht es, Strömungen um
komplexe Strukturen zu berechnen. Die räumliche Diskretisierung erfolgt zellzentriert mittels
zentraler Differenzen oder mit einem Aufwind-Schema. Beide Schemata sind vollkonserva-
tiv formuliert. Für die zeitliche Integration sorgt ein explizites Mehrschrittverfahren nach
Runge–Kutta. Es stehen mehrere Turbulenzmodelle zur Berechnung der turbulenten Strö-
mungsanteile zur Verfügung: das algebraische Modell nach Baldwin–Lomax, das Einglei-
chungsmodell nach Spalart–Allmaras und verschiedene lineare und nichtlineare Ausführun-
gen des k− ε Modells. Zur Beschleunigung der Konvergenz dienen Mehrgittermethoden, lo-
kale Zeitschrittweitensteuerung und implizite Residuenglättung. Um instationäre Strömungs-
felder zeitgenau simulieren zu können, ist das Dual-Time Stepping Verfahren implementiert.
2.4. Transsonischer Verdichterrotor NASA Rotor 37
Als Referenzgeometrie für die Untersuchung von Blattspitzenwirbeln in einem Transsonik-
Verdichtergitter wurde der NASA Rotor 37 [SUDER et al. 1996] gewählt (Abb. 2.1). Das Strö-
mungsfeld des Rotors ist durch starke Stoß-Grenzschicht-Wechselwirkungen geprägt, und die
Effekte der Viskosität können lokal bei der Strömungsumlenkung dominierend sein.
Die verfügbaren Geometrie- und Messdaten sind Bestandteil eines umfangreichen Daten-
satzes, der in den Jahren 1993/1994 veröffentlicht worden ist [WISLER et al. 1993, STRA-
ZISAR 1994].
Ein CFD Code Assessment wurde durch das ASME Turbomachinery Committee initiiert
und ist in der Form eines sogenannten blind test case abgehalten worden: CFD Berechnun-
gen sind ohne Kenntnisse der experimentellen Ergebnisse nur mit der Vorgabe der Geome-
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trie und der Strömungsrandbedingungen durchgeführt worden. Ziel war es, an Hand einer
experimentellen Datenbasis die Genauigkeit und Zuverlässigkeit von 3D–Strömungslösern
für Turbomaschinen darzustellen und durch Vergleich zu überprüfen. Die Ergebnisse des
Assessment sind auf verschiedenen Konferenzen vorgestellt worden [DALBERT und WISS
1995, DENTON 1996, SUDER et al. 1996]. Die AGARD Vereinigung hat wenige Jahre später
auf der Basis eines DLR Schaufelgitters und des NASA Rotors 37 CFD-Berechnungen mit
derselben Intention durchführen lassen [DUNHAM 1998, DUNHAM und MEAUZE 1998].
Der Rotor wurde vom NASA Lewis Research Center in Cleveland, Ohio4, als erste Stufe
des Niederdruckverdichters eines Strahltriebwerks ausgelegt. Die Parameter für die aerody-
namische Auslegung sind bei Reid und Moore [REID und MOORE 1978] angegeben. Einen
Überblick der charakteristischen thermodynamischen und geometrischen Auslegungsdaten
enthält Tabelle 2.2.
Der Rotor wurde in dem transsonischen Verdichterprüfstand der NASA 1992 bis 1993 ge-
testet. Eine genaue Beschreibung des Verdichterprüfstands findet man bei Urasek und Janetz-
ke [URASEK und JANETZKE 1972]. Die Messungen erfolgten mit einer in Umfangsrichtung
konstanten, rein axialen Anströmung ohne Vorleitrad und nachfolgenden Stator [MOORE und
REID 1980]. Messdaten wurden in Ebenen konstanter Axialkoordinate (Stationen 1, 3, 4a, 4)
sowie 5% stromauf und 20% stromab der Schaufelvorderkanten (Station 1a, 2) an Positionen
konstanter Kanalhöhe aufgenommen (Abb. 2.2). Die Stationen 1 und 4 dienten zur Ermitt-
lung der globalen Betriebsparameter. An den übrigen Positionen sind Laser-Anemometer-
Messungen durchgeführt worden. Hathaway beschreibt in [HATHAWAY et al. 1993] die ver-
wendete Messtechnik. Zu jeder axialen und radialen Messposition sind mit einer Auflö-
sung von 184 Punkten je Teilung Daten erfasst worden. Jeder Wert einer axialen, radialen
und azimutalen Zuordnung repräsentiert das Mittel von 300-400 Messungen [STRAZISAR
1994]. Die Ungenauigkeiten der Messinstrumentierung an den Auswerte- und Messstationen
1 und 4 werden wie folgt beziffert: Massenstrom ±0.3 kg/s; Strömungswinkel ±1.0 o; Total-
druck ±0.01N/cm2; Totaltemperatur ±0.6K. Die Abweichungen der Laser-Anemometer-
Messungen der Geschwindigkeit und des Strömungswinkels betragen 1% bzw. 0.5Grad.
Die Messung der Spalthöhe, die an verschiedenen axialen Positionen und drei unterschied-
lichen Umfangspositionen ermittelt worden ist, ergab im Mittel einen Wert von 0.325mm
(Abb. 2.3). Dieser Wert kennzeichnet aber nur die geringste Spalthöhe. Bei einer Untersu-
chung des Rotorrads zeigte sich eine Abweichung des Blattspitzenradius von ±0.075mm.
Zusammen ergibt sich somit eine mittlere Spalthöhe von 0.400 ± 0.075mm. Diese Höhe
weicht geringfügig von der Angabe von 0.356mm in dem Author’s Information Package
ab [WISLER et al. 1993]. Nach Ansicht der Autoren beeinträchtigt diese Änderung den Ver-
gleich zwischen Experiment und Simulation nicht signifikant.
4Seit 1999 offiziell umbenannt in NASA Glenn Research Center at Lewis Field, zu Ehren von John H. Glenn
und George W. Lewis.
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Tabelle 2.2. Aerodynamische Auslegungsparameter des NASA Rotor 37.
Schaufelzahl . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
Blattspitzen-Radius Vorderkante . . . . . . . . 0.254 m
Naben-Radius Vorderkante . . . . . . . . . . . . . 0.178 m
Radialer Schaufelspalt . . . . . . . . . . . . . . . . . 0.400 mm
0.5% Schaufelhöhe
0.7% Schaufelsehnenlänge (Blattspitze)
Drehzahl (korrigiert) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17188.7 U/min
Blattspitzengeschwindigkeit . . . . . . . . . . . . 454.14 m/s
Relative Machzahl:
Nabe . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1.13
Blattspitze . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1.48
Totaldruckverhältnis . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2.106
Massenstrom (korrigiert) . . . . . . . . . . . . . . . 20.19 kg/s
Profilfamilie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . Multiple Circular Arc (MCA)
Abb. 2.1 NASA Rotor 37 [SUDER et al. 1996].
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Abb. 2.2 Messebenen im experimentellen Aufbau des Rotor 37 [DUNHAM 1998].
Abb. 2.3 Schaufelgeometrie des Rotor 37 [DUNHAM 1998].
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2.5. Gittergenerierungs-Programm
In der vorliegenden Arbeit werden strukturierte Gitter mit Hexaederzellen verwendet. Auf-
grund der erzielbaren Orthogonalitätseigenschaften dieser Zellenart an Wänden sind sie be-
sonders für die numerische Auflösung von Grenzschichten geeignet. Die Erstellung struk-
turierter Gitter für komplexe Geometrien erfordert jedoch einen hohen Arbeitsaufwand. Zu-
sätzlich ist eine gute Vorkenntnis des zu erwartenden Strömungsfeldes wichtig, um an Stellen
mit starken Strömungsänderungen und großen Gradienten in den Erhaltungsgrößen, z.B. im
Bereich von Verdichtungsstößen und Wirbelschichten, die numerische Punktdichte entspre-
chend anzupassen.
Für die Gittergenerierung ist der frei verfügbare Gittergenerator MegaCads5 aus dem ME-
GAFLOW Projekt eingesetzt worden. Es ist ein interaktives Gittergenerierungsprogramm,
entworfen für die Erstellung strukturierter Multiblock Navier–Stokes Gitter zur Berechnung
von Strömungen um Tragflügel bei hohen Reynoldszahlen. Es baut auf einfachen CAD-
Funktionalitäten auf, die es dem Benutzer ermöglichen, durch den Einsatz von Polygonen
oder Splines Blockgrenzen zu konstruieren. Algebraisch erzeugte Gitter können mittels ellip-
tischer Algorithmen geglättet werden. MegaCads besticht durch seine parametrisierten CAD-
und Gittergenerierungsfunktionen. Es besitzt eine gute Flexibilität und durch die scriptfile-
Technik Vorteile, wenn ein Gitter unter Beibehaltung seiner Struktur lokal verändert werden
soll. MegaCads erstellt während der Generierung eine Prozess-Datei, in der jeder Schritt pro-
tokolliert wird. Modifikationen eines bestehenden Gitters erfordern deshalb lediglich Eingrif-
fe in dem Makro-Skript und ein erneutes Abspielen [KROLL et al. 2000].
2.6. Numerisches Rechengitter
Der zu untersuchende Ringgitterkanal ist mit einer Anordnung aus strukturierten, mehrgit-
terfähigen Rechengitterblöcken nach Abbildung 2.4(a) diskretisiert worden. Der verwendete
Strömungslöser ist in der Lage, an aneinander angrenzenden Blockgrenzen Punkteverteilun-
gen mit hängenden Knoten zu verarbeiten. Zur Erzielung bestmöglicher Qualität hinsichtlich
der Konvergenz und der numerischen Ergebnisse der Strömungssimulation wurde diese Art
der Vernetzung vermieden. Dazu war es notwendig, eine ausgeklügelte Topologie aus O- und
H-Blöcken zu entwerfen.
Die verwendete Topologie des Berechnungsgitters besteht aus acht Blöcken. Besonderer
Wert ist auf Gitterorthogonalität an den Wänden und auf Zellen mit geringen Geometriever-
zerrungen gelegt worden. Der schaufelwandnahe Bereich ist durch einen schaufelkonturierten
Block ergänzt worden. Durch Umgeben der Schaufel mit einem Gitter der O-Topologie ist
die Orthogonalität der wandnahen Zellen gut realisiert worden, insbesondere auch an der Vor-
derkante. Die Rundungen der Vorderkante und der Hinterkante des Rotors sind mit jeweils 19
Punkten diskretisiert worden. Die Vorderkante und ihre Formgebung haben entscheidenden
Einfluss auf das lokale Strömungsfeld und auf die Leistungsparamter [SUDER et al. 1994].
5Multiblock Elliptic Grid Generation And Computer Aided Design System
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Die radiale Punkteverteilung ist im Bereich der Nabe und im Spitzenbereich der Schaufel
gezielt beeinflusst worden. Innerhalb der ersten 5% und der letzten 2,5% der relativen Schau-
felhöhe sind in radialer Richtung 16 beziehungsweise 25 Punkte verteilt worden (Abb. 2.7).
Tabelle 2.3 enthält die globalen Punkteanzahlen des Basisgitters.
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Abb. 2.4 Verwendetes numerisches Rechengitter, Basiskonfiguration.
Der radiale Schaufelspalt wurde mit zwei Blöcken diskretisiert: ein O-Gitter, das der Schau-
felkontur folgt und darin eingebettet ein I-Gitter (Abbn. 2.4(b), 2.4(c)). Dadurch konnten
ein bestmöglicher Übergang zu dem schaufelumgebenden O-Gitterblock herbeigeführt und
ungünstige Gitterverzerrungen in den Bereichen der Schaufelvorderkante und -hinterkante
vermieden werden. Dies hat eine große Knotenanzahl zur Folge, die aber im Hinblick auf
die in dieser Arbeit untersuchte Entstehung des Blattspitzenwirbels auch notwendig ist. Ver-
gleichende Berechnungen haben gezeigt, dass die Spaltmodellierung durch einen separaten
Spaltblock anderen, einfacheren Spaltmodellen überlegen ist [DALBERT und WISS 1995].
In einfacher gestalteten Rechengittern wird die Schaufel an der Blattspitze zusammenge-
drückt (pinched tip model)(Abb. 2.5). Der die Schaufel umgebende Gitterblock wird oberhalb
der Blattspitze in den Spalt hineingezogen, so dass eine giebeldachartige Blattspitzenkontur
entlang der Skelettlinie entsteht. Im Fall einer gitterfreien Spaltmodellierung werden an den
Spaltbegrenzungen periodische Ränder eingeführt. Dabei wird die Spaltströmung als Düsen-
strömung betrachtet, die keine Veränderung der Masse, des Impulses und der Energie über
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die Blattspitze hinweg erfährt. Um dem Einfluss einer Vena Contracta (Abb. 2.6) in der Über-
strömung der Blattspitze Rechnung zu tragen, wird ein Durchfluss-Parameter eingesetzt [VAN
ZANTE et al. 1999].
(a) Pinched tip model (b) Gitterfreier Blattspitzenspalt
Abb. 2.5 Blattspitzenspalt-Modelle [VAN ZANTE et al. 1999].
Abb. 2.6 Schematische Darstellung der Strömung durch den Schaufelspalt
bei verschiedenen Profildicken und gleicher Spalthöhe [MELAKE 1996].
Wie in Abschnitt 2.7 beschrieben ist, wird den turbulenten Strömungsanteilen durch ein
Low-Reynolds k − ε Turbulenzmodell Rechnung getragen. Die hierfür notwendigen dimen-
sionslosen Wandabstände y+ der wandnahen ersten Zellschichten sind im Bereich y+ ≈ 1.
Bis auf wenige Ausnahmen konnte diese Vorgabe sichergestellt werden. An der Vorderkante
der Schaufel liegen die Werte aufgrund des Staupunkts etwas höher, ohne das Strömungsfeld
wesentlich zu beeinflussen.
2.7. Numerische Randbedingungen
Am Eintritt in das Rechengebiet (Station 1) wurden aus Messwerten ermittelte Totaldruck-
und Totaltemperaturprofile pt(r) bzw. Tt(r) in radialer Richtung vorgegeben. Die absolute
Zuströmung erfolgt rein axial. Die Gehäusewand und die Nabenbereiche vor und hinter der
19
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Tabelle 2.3. Gitterparameter des Basisgitters.
Parameter Knotenanzahl
Schaufel, Spannweitenrichtung (ohne Spalt) 65
Spalt, radiale Richtung 17
Kanal, Schaufel-zu-Schaufel 77
Spalt, Druck- zu Saugseite 21
Kanal, Einström- bis Ausströmrand 255
Schaufel, Vorder- bis Hinterkante 85
gesamte Knotenanzahl 1, 27 · 106
Knotenindex i
Ka
n
a
lh
öh
e
h
[%
]
20 40 60 80
0
20
40
60
80
100
Abb. 2.7 Knotenverteilung in radialer Richtung in der Nähe der
Schaufelwand bei 50% Sehnenlänge, Basisgitter.
Tabelle 2.4. Verwendete turbulente Eintrittsgrößen.
Parameter Wert
k 14
ε 90000
20
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Rotorscheibe sind als ruhend angenommen, während die Schaufeln und der Nabenring rotie-
ren (Abb. 2.3).
Im Absolutsystem ist die Ausströmung subsonisch (Station 4). In den Berechnungen wird
hier als Randbedingung eine statische Austrittsdruckverteilung vorgegeben, die durch den
Druck an der Nabe und das radiale Druckgleichgewicht definiert ist. An den Festkörperwän-
den wurden in Bezug auf den Wärmeübergang adiabatische Bedingungen vorgegeben. Alle
festen Wände sind reibungsbehaftet. Die Grenzschichten werden als vollturbulent angenom-
men. Die Werte des k − ε-Turbulenzmodells am Eintritt wurden mit Hilfe eines Messwertes
für den Turbulenzgrad und einem geschätzten Längenmaß definiert und über den Querschnitt
als konstant angenommen. Tabelle 2.4 zeigt die verwendeten Parameter des Turbulenzmo-
dells am Eintritt in das Rechengebiet.
21
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Weil das Strömungsfeld des NASA Rotor 37 isoliert, d.h. ohne Vorleitrad oder nachfolgende
Verdichterschaufelreihen vermessen worden ist, können instationäre Einflüsse durch Bestim-
mung eines stationären Strömungsfeldes in stabilen Betriebspunkten vernachlässigt werden.
Desweiteren rechtfertigt die Annahme eines mit der Schaufelteilung periodischen Strömungs-
verhaltens wegen der periodischen geometrischen Verhältnisse die Reduzierung des Rechen-
gebiets für das gesamte Ringgitter auf einen Strömungskanal. Jedoch ist die Annahme der
Periodizität nicht immer vollends zutreffend. Mit Annäherung der Betriebsbedingungen an
die Stabilitätsgrenze bzw. mit deren Überschreitung gewinnen schaufelkanalübergreifende
Strömungsphänomene an Bedeutung. Ausgehend vom Stand der Forschung kann davon aus-
gegangen werden, dass durch die Reduzierung auf einen Schaufelkanal in dieser Untersu-
chung die Beschreibung und Analyse der Stoß-Wirbel-Interaktion nicht beschränkt worden
ist.
Strömungslösung und Konvergenzgeschwindigkeit sind von vielen Parametern des nume-
rischen Modells abhängig. Knotendichte, Approximation der Geometrie, Netzgüte, die Me-
thode der Differenzenbildung, die Größe der numerischen künstlichen Dämpfung und das
Turbulenzmodell können das Ergebnis stark beeinflussen. Der in der vorliegenden Untersu-
chung gegebene Nachweis einer sehr guten Übereinstimmung zwischen experimentellen und
numerischen Ergebnissen unterstützt die Aussagekraft der Berechnungen, Auswertungen und
Analysen lokaler Strömungsphänomene, die experimentell nicht erfasst worden sind oder
nicht erfasst werden können. Ferner können Betriebszustände, die experimentell nicht unter-
sucht worden sind, z.B. nahe der Stabilitätsgrenze, modelliert und beurteilt werden. Ferner
können geometrische Modifikationen in Berechungen als numerische Experimente durchaus
aufschlußreich sein.
Strömungsberechnungen für den Rotor 37, die innerhalb des CFD Code Assessment ausge-
wertet worden sind (s.Abschn. 2.4), weisen im Nabenbereich deutliche Abweichungen gegen-
über den Messdaten auf. In einer späteren experimentellen und numerischen Untersuchung
ist ein im ursprünglichen Experiment unbestimmter, unberücksichtigter Leckagemassenstrom
zwischen der Nabe des Einlaufgehäuses und der Rotorscheibe als dessen Ursache entdeckt
worden (Abb. 2.3). Zu diesem Zeitpunkt war der Rotor 37 jedoch nicht mehr verfügbar, so
dass eine quantitative Überprüfung nicht mehr möglich war. Der NASA Rotor 35, der eine
vergleichbare Aerodynamik und Leistungsfähigkeit wie Rotor 37 besitzt, ist in dieser Hin-
sicht experimentell und numerisch untersucht worden [SHABBIR et al. 1997]. Im Experiment
ist die Durchflussmenge durch die Leckage mittels eines Holzeinsatzes an der entsprechen-
den Stelle verändert worden. In der numerischen Berechnung wurde sowohl ein konstanter
Leckagemassenstrom als auch ein zeitlich variierender, periodischer angenommen. Die Un-
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tersuchungen ergaben, dass der Leckagemassenstrom einerseits einen starken Einfluss auf
das Strömungsgeschehen in der Nähe der Nabe von der Einströmstelle bis stromab zur Mess-
station 4 und andererseits auf das Gesamtleistungsverhalten besitzt.
3.1. Sperrmassenstrom
Der vorliegende Vergleich zwischen Berechnung und Experiment orientiert sich an den ver-
fügbaren Messdaten entlang der 100%-Drehzahllinie. Um korrespondierende Betriebspunkte
zu bestimmen und um eine Transparenz zu erzeugen, die unabhängig von dem jeweiligen
Sperrmassenstrom ist, sind die im Experiment und in der Berechnung bestimmten Massen-
ströme mit den jeweils entsprechenden Sperrmassenströmen m˙max normiert worden. Dieses
Vorgehen folgt der angegebenen Prozedur innerhalb des CFD CODE Assessment. Der in
der vorliegenden Untersuchung numerisch bestimmte Sperrmassenstrom ist unter anderem
von dem numerischen Verfahren und der Qualität der numerischen Auflösung der relevanten
Strömungsphänomene abhängig. Eine Überschätzung der Grenzschichtdicke durch die Nu-
merik führt, verglichen mit dem Experiment, zu niedrigeren Massenströmen. Eine Bewertung
des Sperrmassenstroms kann daher schon einen gewissen Aufschluss über die Güte der Be-
rechnungsmethode geben. In Tabelle 3.1 sind der experimentell bestimmte und der auf der
Berechnung beruhende Massenstrom bei Nenndrehzahl angegeben. Die Übereinstimmung ist
sehr gut. Der numerisch bestimmte Wert ist etwas geringer, liegt aber im Bereich der Mess-
ungenauigkeit.
Tabelle 3.1. Sperrmassenstrom m˙max bei Nenndrehzahl, Basisgitter.
m˙max [kg/s] Abweichung
Experiment 20.93 ± 0.14 ±0.67%
Berechnung 20.836 −0.45%
3.2. Drehzahlcharakteristik
Das Betriebsverhalten eines Turboverdichters wird durch Totaldruckverhältnisse Πt und Wir-
kungsgrade, z.B. isentrope Wirkungsgrade unter Berücksichtigung totaler Größen ηis,t, in
Abhängigkeit von den sich einstellenden Massenströmen bei konstanten Drehzahlen cha-
rakterisiert. Durch Verringerung des austrittsseitigen Ringraumquerschnitts des Verdichters
erhöht sich bei konstant gehaltener Drehzahl der Gegendruck auf der Abströmseite. Der vom
Verdichter geförderte Massenstrom sinkt. Das Druckverhältnis steigt an. Der Wirkungsgrad
steigt vom ungedrosselten Zustand aus bis zu einem maximalen Wert an. Bei weiterer Dros-
selung fällt er aufgrund von stärker werdenden Verlusten ab. Diese Verluste werden von Se-
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kundärströmungseffekten, wie z.B. von saugseitigen Ablösungen, verursacht. Mitunter än-
dert sich durch die Drosselung nicht nur der Gegendruck sondern auch die Anströmung der
Schaufelreihen. Die Auftragung der Druckverhältnisse und Wirkungsgrade über dem jewei-
ligen Massenstrom bei konstant gehaltener Drehzahl ergeben die für einen Verdichter spezi-
fischen Charakteristiken, die auch als Drehzahlkurven oder Drosselkurven bezeichnet wer-
den (Abb. 3.1). Eine ganzheitliche Darstellung des Verdichterbetriebsverhaltens ist durch das
Verdichterkennfeld gegeben, das die Charakteristiken für unterschiedliche Drehzahlen zeigt
(Abb. 1.2). Betrachtet man ein komplettes Triebwerk, so ist der Gegendruck am Austritt des
Verdichters durch die Turbine und die Umgebungsbedingungen bestimmt. Das bedeutet, dass
der vom Verdichter zur Verfügung gestellte Massenstrom im Einklang mit dem Schluckver-
mögen der Turbine steht. Aus diesem Gleichgewicht bestimmen sich der Turbineneintritts-
druck und der Verdichteraustrittsdruck. Im Unterschied zu einer stationären Gasturbine zur
Energieumwandlung, die bei konstanter Drehzahl betrieben wird, variiert in einem Flugtrieb-
werk nicht nur der Betriebspunkt, sondern auch die Rotordrehzahl mit Veränderung der ver-
brannten Kraftstoffmenge. Der Betriebspunkt des Verdichters läuft entlang der Arbeitslinie,
die in einem sicheren Abstand zur Pumpgrenze verläuft (s. Schemaskizze Abb. 1.2).
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Abb. 3.1 Verläufe des Gesamttotaldruckverhältnisses sowie des Wirkungsgrad entlang der Drossel-
kurve bei Nenndrehzahl, Basisgitter.
Numerisch erfolgt die Bestimmung einer Drosselkurve analog zu dem experimentellen
Vorgehen. Ausgehend von einem ungedrosselten Zustand wird der Austrittsdruck stufenwei-
se erhöht. Das zu jeder Druckstufe korrespondierende Strömungsfeld ist das Ergebnis einer
Berechnung, die gegen eine asymptotisch stationäre Lösung konvergierte. Zur Initialisierung
der Lösung im Berechnungsgebiet für den ungedrosselten Zustand werden die Erhaltungs-
größen gemäß einer einfachen Stromfadentheorie besetzt. Darauf aufbauend wird die Berech-
nung für jeden weiteren Drucksprung mit der Strömungslösung, die zu dem vorhergehenden
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Drucksprung ermittelt wurde, initialisiert. Die Höhe der Druckstufen, die Konvergenz der
Lösung und die Konvergenzgeschwindigkeit sind abhängig von der Güte und der Stabilität
des numerischen Verfahrens. Die Kriterien, welche die Konvergenz einer Strömungsberech-
nung charakterisieren, basieren nicht allein auf der Konvergenzrate der berechneten Erhal-
tungsgrößen, sondern auch auf den Änderungsraten des Gesamtdruckverhältnisses und des
Gesamtwirkungsgrades einerseits sowie des Massenstroms andererseits, der sowohl an der
Einströmseite als auch auf der Ausströmseite bestimmt wird.
Bei Annäherung an die Stabilitätsgrenze des Verdichters nehmen die bei konstanten Druck-
sprunghöhen während eines Drosselvorgangs herbeigeführten Massenstromänderungen zu,
während die Konvergenzgeschwindigkeit abnimmt, wenn nicht sogar Konvergenz ausbleibt.
Dann sind kleinere Druckerhöhungsstufen notwendig. Mit dem Erreichen der Stabilitätsgren-
ze konvergiert das Verfahren nicht mehr gegen eine asymptotisch stationäre Lösung. Nume-
risch wird dies durch ins Unendliche anwachsende Konvergenzraten angezeigt. Ein Abfallen
des Massenstroms, des Druckverhältnisses und des Wirkungsgrades gehen damit einher. Es
besteht jedoch eine begrenzte Möglichkeit, jenseits dieser Betriebsgrenze, die physikalisch
durch das Einsetzen instationärer Strömungsvorgänge (Ablösung) gekennzeichnet ist, im so-
genannten instabilen Betriebsbereich, Strömungsberechnungen mittels instationärer Berech-
nungsmethoden durchzuführen (Abschn. 4.3.5).
Die Berechnungen stationärer Betriebspunkte wurden bei Erreichen bestimmter Konver-
genzeigenschaften gestoppt. Folgende Kriterien hatten sich als hinreichend erwiesen: ein
Konvergenzwert von 10−3−10−4, gemessen an den Initialisierungsbedingungen, ein relativer
Massenstromfehler zwischen Ein- und Austrittsebene von 2 ·(m˙4−m˙1)/(m˙4+m˙1) ≤ 0.15%
sowie das Erreichen numerisch stationärer Werte des Wirkungsgrades bzw. des Druckverhält-
nisses. Zur Konvergenzbeschleunigung trug sowohl das Multigridverfahren auf drei Ebenen
als auch eine CFL1-Zahl CFL = 3 bei. Die numerisch zu bestimmende Stabilitätsgrenze des
Verdichterrotors ist mit einer Genauigkeit von Δpexit,stall = 250Pa bestimmt worden.
Der Massenstrom der Strömungsberechnung wurde durch Auswertung der Integrale von∫
vzdA auf den kompletten Kanalquerschnitten an Station 1 und 4 bestimmt. Zur Ermittlung
der globalen Kenngrößen an den Messstationen 1 und 4 (Abb. 2.2) sind an diskreten radialen
Positionen thermodynamische Größen extrahiert worden. Diese Werte werden in azimuta-
ler und anschließend in radialer Richtung gemittelt. Die Mittelungsvorschrift ist durch das
Author’s Information Package vorgegeben [WISLER et al. 1993]. Die Definitionen werden
in den Tabellen 3.2, 3.3 und 3.6 wiedergegeben. Analog zur Versuchsauswertung sind die
berechneten Strömungsfelder nur an den diskreten radialen Positionen ausgewertet worden.
Die globalen Kenngrößen zeigen eine sehr gute Übereinstimmung der Werte aus den Be-
rechnungen und den Experimenten. Das gilt insbesondere für das Druckverhältnis (Abb. 3.1).
Der vorausgesagte Wirkungsgrad ist geringfügig geringer als der experimentell bestimm-
te. Ein nicht abzuschätzender Einfluss ist durch den nicht bestimmten Leckagemassenstrom
1Die Courant-Friedrich-Levy Zahl skaliert die Zeitschrittweite des zeitlichen Integrationsschema des Strö-
mungslösers. Ein hoher Wert der CFL-Zahl erhöht die Konvergenzgeschwindigkeit, kann jedoch zu Diver-
genz führen, sobald die Stabilitätsgrenze des numerischen Schemas überschritten wird.
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Tabelle 3.2. Thermodynamische Referenzgrößen und globale Kenngrößen [WISLER et al. 1993].
Referenzdruck . . . . . . . . . . . . . . . . pref = 101 325 Pa
Referenztemperatur . . . . . . . . . . . . Tref = 288, 2 K
Druckverhältnis . . . . . . . . . . . . . . . Πt = pt,4/pref
Isentroper Wirkungsgrad . . . . . . . ηis,t =
(pt,4/pt,1)(γ−1/γ) − 1
(Tt,4/Tt,1)− 1
Massenstrom . . . . . . . . . . . . . . . . . m˙ = 0.5 · ∑
j=1,4
∫
Aj
vz dA
zwischen Rotorscheibe und Nabeneinlaufgehäuse vorhanden.
Tabelle 3.3. Berechnungsvorschrift zur Mittelung thermodynamischer Größen in
azimutaler und radialer Richtung [WISLER et al. 1993].
Totaldruck, Station 1 bzw. 4 . . . . pt,[1,4] =
⎡
⎢⎣
∑
k
p
(γ−1)/γ
t,[1,4],k (vz)[1,4],k (ΔA)[1,4],k∑
k
(vz)[1,4],k (ΔA)[1,4],k
⎤
⎥⎦
γ/(γ−1)
Totaltemperatur, Station 1 bzw. 4 Tt,[1,4] =
∑
k
Tt,[1,4],k (vz)[1,4],k (ΔA)[1,4],k∑
k
(vz)[1,4],k (ΔA)[1,4],k
Abweichend von der oben diskutierten Datenreduktion, die durch die Auswertung an dis-
kreten Messpositionen charakterisiert ist, ist für das berechnete Strömungsfeld zusätzlich eine
integrale Auswertung über den gesamten Kanalquerschnitt der Messebene 1 bzw. 4 möglich.
Die Berechnungsvorschriften zur Mittelung sind in Tabelle 3.4 angegeben. Die so berech-
neten integralen Kenngrößen erfassen insbesondere Strömungsgebiete der Randzonen an der
Nabe und dem Gehäuse aufgrund der Integration über den kompletten Ringraumquerschnitt.
Verglichen mit der diskreten Auswertemethode ergeben sich bei Verwendung der integra-
len Methode entlang der kompletten Drosselkurve niedrigere Werte für den Wirkungsgrad,
Δηis,t ≈ 0.01, und das Druckverhältnis, ΔΠt ≈ 0.01 (Abb. 3.2).
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Tabelle 3.4. Reduktion thermodynamischer Größen, integrale Auswertung.
Totaldruck, massenstromgewichtet, Station 1 bzw. 4 . . . . pt,[1,4]
∫
A[1,4]
pt (ρvz) dA
∫
A[1,4]
(ρvz) dA
Totaltemperatur, massenstromgewichtet, Station 1 bzw. 4 Tt,[1,4]
∫
A[1,4]
Tt (ρvz) dA
∫
A[1,4]
(ρvz) dA
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Abb. 3.2 Druckverhältnis und Wirkungsgrad bei Nenndrehzahl bei Verwendung diskreter und integra-
ler Datenreduktion, Basisgitter.
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3.3. Umfangsgemittelte Größen
Der umfangreiche Messdatensatz des Rotors 37 beinhaltet umfangsgemittelte Messergebnis-
se, die auf Laser-Anemometer-Messungen basieren. Umfangsgemittelte Größen ermöglichen
eine gezieltere Bewertung des Strömungsfelds. Erst durch den Vergleich der Berechnungs-
mit den Messergebnissen ist ein systematischer Fehler in der Messgenauigkeit des Experi-
ments festgestellt worden, der oben genannte Leckage-Massenstrom zwischen der Einlauf-
nabe und der Rotorscheibe.
Zwei charakteristische Betriebspunkte stehen zum Vergleich zur Verfügung, zum einen ein
Betriebspunkt nahe der Auslegung, der mit einem großen Massendurchsatz m˙/m˙max = 0.98
korrespondiert, und zum anderen ein Betriebspunkt nahe der Stabilitätsgrenze mit einem
Massenstromverhältnis von m˙/m˙max = 0.925. Die Berechnungsvorschriften der umfangs-
gemittelten und massenstromgewichteten Kenngrößen sind in den Tabellen 3.5 und 3.6 ange-
geben.
Tabelle 3.5. Umfangsgemittelte Kenngrößen [WISLER et al. 1993].
Druckverhältnis, radiale Position k . . . . . . . . . . . . . . Πt,k =
pt,4,k
pref
Temperaturverhältnis, radiale Position k . . . . . . . . . Θt,k =
Tt,4,k
Tref
Isentroper Wirkungsgrad, radiale Position k . . . . . . ηis,t,k =
(pt,4,k/pref )(γ−1/γ) − 1
(Tt,4,k/Tref )− 1
In der Abbildung 3.3 sind die radialen Verteilungen des Totaldruckverhältnisses Πt,k , des
Totaltemperaturverhältnisses Θt,k und des isotropen Wirkungsgrades ηis,t,k der Messung und
des Experiments für die beiden Betriebspunkte dargestellt. Auf der Ordinate erstreckt sich die
Kanalhöhe. Alle Verteilungen, insbesondere die des Totaldrucks, zeigen Abweichungen im
Bereich der Nabe. Im Betriebspunkt m˙/m˙max = 0.98 beeinflusst der Leckagemassenstrom
das Strömungsfeld von der Nabe bis hin zu 60% der Kanalhöhe. Im Betriebspunkt nahe der
Stabilitätsgrenze, m˙/m˙max = 0.925, ist der Einfluss weniger stark ausgeprägt.
Im Bereich zwischen 60% und 85% der Kanalhöhe liegt eine sehr gute Übereinstimmung
zwischen den Berechnungs- und Messergebnissen vor. Im Kanalbereich 85% bis Gehäu-
sewand weicht die Berechnung von der Messung ab. In diesem Schaufelendbereich steigt
die Totaltemperatur. Der Totaldruck und der Wirkungsgrad fallen stark ab. Mögliche Grün-
de für die schlechtere Arbeitsumsetzung des Rotors sind z.B. Sekundärströmungsverluste
oder Stoßverluste. Der Passagenstoß erstreckt sich nahezu über die gesamte Kanalhöhe (Ab-
schnitt 4). Deshalb muss die Verlustzunahme noch auf anderen Strömungserscheinungen als
nur auf diesem Verdichtungsstoß beruhen. Die Wechselwirkung des Wirbels mit dem Stoß
führt zu einer starken Verzögerung des Wirbelkerns und einer lokalen Umverteilung der Zir-
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Abb. 3.3 Radiale Verteilungen des Druckverhältnisses, des Temperaturverhältnisses und des Wir-
kungsgrades in der Messebene 4 für die Betriebspunkte m˙/m˙max = 0.98 und m˙/m˙max = 0.925,
Basisgitter.
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Tabelle 3.6. Berechnungsvorschrift zur massenstromgewichteten Mittelung ther-
modynamischer Größen in Umfangsrichtung [WISLER et al. 1993].
Totaldruck, Station 1 bzw. 4, radiale Position k:
pt,[1,4],k =
⎡
⎢⎣
∑
i
p
(γ−1)/γ
t,i,[1,4],k i,[1,4],k (vz)i,[1,4],k (Δr)i,[1,4],k (ΔrΘ)i,[1,4],k∑
i
i,[1,4],k (vz)i,[1,4],k (Δr)i,[1,4],k (ΔrΘ)i,[1,4],k
⎤
⎥⎦
γ/(γ−1)
Totaltemperatur, Station 1 bzw. 4, radiale Position k:
Tt,[1,4],k =
⎡
⎣
∑
i
Tt,i,[1,4],k i,[1,4],k (vz)i,[1,4],k (Δr)i,[1,4],k (ΔrΘ)i,[1,4],k∑
i
i,[1,4],k (vz)i,[1,4],k (Δr)i,[1,4],k (ΔrΘ)i,[1,4],k
⎤
⎦
Spezifischer Massenstrom, Station 1 bzw. 4, radiale Position k:
(vz)[1,4],k =
⎡
⎣
∑
i
2i,[1,4],k (vz)
2
i,[1,4],k (Δr)i,[1,4],k (ΔrΘ)i,[1,4],k∑
i
i,[1,4],k (vz)i,[1,4],k (Δr)i,[1,4],k (ΔrΘ)i,[1,4],k
⎤
⎦
kulation. Diese Interaktionszone verursacht anscheinend eine lokale Blockage der Hauptströ-
mung und einen Hauptteil der Verluste (s. Abschn. 4.3.4).
Weil die Berechnung, gleichsam wie das Experiment, im Blattspitzenbereich in dem Be-
triebszustand nahe der Stabilitätsgrenze größere Verluste als nahe der Auslegung aufweist,
ist die Stoß-Wirbel-Interaktion mit fortgeschrittener Drosselung intensiviert worden. Diese
Interaktion ist lokal begrenzt und sehr empfindlich gegenüber Störungen. Seien es Abwei-
chungen in der Zu- oder Abströmung des Rotors oder Änderungen in der Spaltgeometrie.
Die Spalthöhe des Rotors beträgt nominal hSpalt = 0.4mm mit einer experimentell bestimm-
ten Abweichung von ±0.075mm bzw. knapp 20%. Aufgrund der Mittelung im Experiment
spiegeln die Messungen ein repräsentatives Strömungsfeld aller Passagen und nicht einer
einzelnen Passage wieder. Die experimentellen Ergebnisse sind deshalb ebenso kritisch zu
bewerten wie die numerischen.
3.4. Lokale Werteverteilungen
Der direkte Vergleich zwischen Mess- und Berechnungsergebnissen ist durch die Verteilun-
gen der ungemittelten, lokalen Werte möglich. Für diesen Zweck sind zu den oben genannten
zwei Betriebspunkten Strömungswinkel und Machzahlen, α = tan−1(wθ/wz) und Mrel, zur
Verfügung. Verglichen werden Verteilungen, die auf rotationssymmetrischen Flächen in Ka-
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nalhöhen von 70%, 90% und 95% an der Messstation 2 erfasst wurden. Die Messebene 2
befindet sich 20% Sehnenlänge stromab der Schaufelvorderkante und durchkreuzt den Bug-
stoß. In den Kanalhöhen von 70%, 90% und 95% ist das Strömungsfeld von dem Leckage-
massenstrom weitgehend unbeeinflusst.
Die Übereinstimmung zwischen den Messdaten und den Verteilungen der Berechnungen
ist für beide Betriebszustände und beide Messgrößen in allen Positionen bemerkenswert gut.
Sowohl die Stoßlagen als auch die Strömungszustände vor und hinter der Stoßwellenfront
sind nahezu deckungsgleich (Abbn. 3.4, 3.5). In 95% der Kanalhöhe zeigen die Verteilungen
neben der sprunghaften Änderung beim Durchgang durch den Verdichtungsstoß eine Beson-
derheit. Bei ca. 25% der Teilung stromab der Stoßfront durchläuft die Machzahlkurve ein
Minimum und der Strömungswinkel ein Maximum. Beide Extrema sind im Betriebspunkt
nahe der Stabilitätsgrenze stärker ausgebildet als nahe der Auslegung. Nahe der Stabilitäts-
grenze erreicht der Strömungswinkel einen maximalen Wert von ca. α = 80o, und die Mach-
zahl fällt auf einen minimalen Wert von Mrel = 0.5 ab. Im Unterschied zu den Verteilungen
in 95% der Kanalhöhe betragen die Werte der korrespondierenden Positionen in 90% der
Kanalhöhe α = 50o und Mrel = 0.8. Das deutet auf eine lokale und außergewöhnlich star-
ke Strömungsverzögerung mit gleichzeitiger Strömungsumlenkung hin, was nicht durch die
Hugoniot-Relationen, die die sprunghaften Änderungen über einen Verdichtungsstoß hinweg
beschreiben, zu begründen ist.
Die Abbildungen 3.6 und 3.7 zeigen Machzahlverteilungen in S1-Flächen in 90% bzw.
95% Kanalhöhe jeweils für die ausgewählten Betriebspunkte. Die Ansicht ist radial nach
innen zur Nabe gerichtet. Die Einströmung erfolgt von links und der Rotor bewegt sich vor
den Augen des Betrachters von oben nach unten. Die eingezeichneten Linien kennzeichnen
den Messpfad, entlang dessen die Werte bestimmt worden sind, die in der Abbildungen 3.4
und 3.5 ausgewertet worden sind. Die Differenz der eingezeichneten Isolinien der Relativ-
Machzahl beträgt Δm˙rel = 0.1.
Stromauf der Rotorvorderkante erkennt man einen Bugstoß, der auf der Druckseite durch
die Geometrien der Rotorschaufel und des Kanals verstärkt wird und auf die Saugseite der
gegenüberliegenden Schaufel auftrifft. Der im Kanal stehende Verdichtungsstoß wird als Ka-
nalstoß bezeichnet. In beiden Betriebspunkten befinden sich in 95% der Kanalhöhe stromab
des Kanalstoßes lokale Minima in der Machzahlverteilung. Der Messpfad streift diese. Die-
ses Strömungsgebiet bedingt die Ausprägung der Extrema in den Machzahlverteilungen. Die
dort anzutreffenden niedrigen Geschwindigkeiten sind ein Indiz für die zuvor erwähnte Stoß-
Wirbel-Wechselwirkung. Da das beobachtete Strömungsverhalten sowohl in den Berechnungs-
als auch in den Messergebnissen auftritt, besteht kein Anlass, es als Artefakt der Messung
oder der Berechnung anzusehen. Vielmehr muss es sich um ein Strömungsphänomen han-
deln, dessen Intensität sich mit Annäherung an die Stabilitätsgrenze erhöht. Die späteren Er-
läuterungen bestätigen die Stoß-Wirbel-Interaktion als Ursache für die Machzahlabsenkung.
Der Blattspitzenwirbel ist in den Abbildungen 3.6 und 3.7 nicht explizit zu erkennen. Er ist
ein schlanker Längswirbel, dessen Wirbelachse in einer S1-Fläche von ungefähr 98.5% Höhe
verläuft. Dies entspricht in etwa zwei Spalthöhen unterhalb der Blattspitze. Im Unterschied
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Abb. 3.4 Lokale Verteilung des Strömungswinkels α = tan−1(wθ/wz) in der Messebene 2, Kanalhö-
hen 70%, 90% und 95%, Betriebspunkte m˙/m˙max = 0.98 und m˙/m˙max = 0.925, Basisgitter
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Abb. 3.5 Lokale Verteilung der Relativ-Machzahl in der Messebene 2, Kanalhöhen 70%, 90% und
95%, Betriebspunkte m˙/m˙max = 0.98 und m˙/m˙max = 0.925, Basisgitter
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(a) S1-Fläche 90% Kanalhöhe (b) S1-Fläche 95% Kanalhöhe
Abb. 3.6 Verteilung der Relativ-Machzahl , Basisgitter, m˙/m˙max = 0.98.
(a) S1-Fläche 90% Kanalhöhe (b) S1-Fläche 95% Kanalhöhe
Abb. 3.7 Verteilung der Relativ-Machzahl , Basisgitter, m˙/m˙max = 0.925.
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zum Experiment ist das Interaktionsgebiet in dem berechneten Strömungsfeld in seiner Aus-
breitung geringer und in einer Höhe von 90% der Kanalhöhe an Messstation 2 nicht mehr
zu erkennen. Dies kann in Zusammenhang mit dem verwendeten Turbulenzmodell stehen,
was aber aus Gründen des Rechenaufwands nicht weiter untersucht wurde. Die Sensitivi-
tät der Strömungsberechnung gegenüber dem Turbulenzmodell sowie der Knotendichte des
numerischen Gitters wird im Abschnitt A analysiert.
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4.1. Wirbelbildung an einem Deltaflügel
Die Beschreibung und das physikalische Verständnis von dreidimensionalen abgelösten Strö-
mungen sind herausfordernde Aufgaben. Der dreidimensionale Charakter der Strömung be-
sitzt keine direkte Verknüpfung zu zweidimensionalen Strömungen. In den 50er Jahren wurde
von Legendre eine Theorie der kritischen Punkte beschrieben. Mit ihr existierte eine ratio-
nale Definition von Ablösungen in dreidimensionalen Strömungen. Parallel sind von Wer-
lé im Wasserkanal-Labor der ONERA Experimente mit geräumigen Strömungsablösungen
vorbildhaft visualisert worden. Aus der Kooperation beider Wissenschaftler ist ein theore-
tisches Werkzeug entstanden, das zum Aufklären von abgelösten dreidimensionalen Strö-
mungsstrukturen z.B. an Deltaflügeln [LEGENDRE und WERLÉ 2001] oder Schaufelprofi-
len [CUMPSTY et al. 2004] verwendet werden kann.
Abb. 4.1 Charakteristische lee-seitige Wirbelströmung eines Delta-Flügels
mit scharfkantiger Unterschallvorderkante [DONOHOE et al. 1994].
Lee-seitige Wirbel an Deltaflügeln entstehen ausgehend von der Flügelspitze durch Sche-
rung der Strömung über die Flügelseiten (Abb. 4.1). Die Strömungsablösecharakteristiken
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sind abhängig von der Machzahl, dem Öffnungswinkel des Deltaflügels, dem Anstellwinkel
und der Dicke des Flügels. Ist in einer Überschallströmung die mit der Geschwindigkeits-
komponente senkrecht zu einer Vorderkante des Deltaflügels gebildete Machzahl kleiner 1,
spricht man von einer Unterschallvorderkante1. Flügel mit Unterschallvorderkanten werden
dominiert von Vorderkantenablösungen. Sekundäre Ablösungen erscheinen bei moderaten
bis hohen Anstellwinkeln (Abb. 4.2). Flügel mit Überschallvorderkanten sind charakterisiert
durch eine Prandtl-Meyer Expansion hinter dem Bugstoß und einer anliegenden Umströmung
der Vorderkante (Abb. 4.3).
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Abb. 4.2 Strömungsablösung an einem Deltaflügel mit Unterschallvorderkante
(A Anlegelinie, S Ablöselinie, V Wirbel).
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Abb. 4.3 Strömungsablösung an einem Deltaflügel mit Überschallvorderkante
(SW Stoßwelle).
4.2. Aufplatzen von Längswirbeln
Die abrupte Änderung der Wirbelstruktur kennzeichnet das Aufplatzen eines in der Haupt-
strömung eingebetteten schlanken Längswirbels, dessen axiale Fortschrittsgeschwindigkeit
sehr viel größer ist als seine radiale Ausbreitungsgeschwindigkeit. Man unterscheidet mehre-
re Erscheinungsformen des Wirbelaufplatzens: das blasenförmige, das spiralförmige und das
doppelhelixartige. Das blasenförmige Aufplatzen ist charakterisiert durch eine Aufweitung
des Wirbelkerns in Form einer Blase. Das spiralförmige Aufplatzen zeugt von einem Abwei-
chen der Wirbelachse von der ursprünglichen Ausbreitungsrichtung, was zu einer sich ke-
gelförmig aufweitenden Spiralform der Wirbelachse führt [BACKSTEIN und STAUFENBIEL
1In einer Unterschallströmung sind natürlich in trivialer Weise beide Vorderkanten Unterschallvorderkanten.
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1994]. Die Bedingungen, unter denen ein Wirbel blasenförmig, spiralförmig oder doppelhe-
lixartig aufplatzt, sind im Detail noch ungeklärt.
Abb. 4.4 Wirbelaufplatzen über einem Deltaflügel [LEGENDRE und WERLÉ 2001].
Ähnlich wie in Unterschallströmungen kann ein Längswirbel in Überschallströmung durch
einen positiven Druckgradienten, in diesem Fall z.B. durch einen Verdichtungsstoß, wie er
auf einem Deltaflügel oder in einem transsonischen Verdichter-Schaufelkanal auftreten kann,
zum Aufplatzen gebracht werden (Abb. 4.5). Überschallgeschwindigkeitsfelder besitzen hy-
perbolischen Charakter. Störungen können sich nicht ins stromauf gelegene Strömungsgebiet
auswirken, wenn man einmal von der Strömungsausbreitung in wandnahen Grenzschichten
absieht, wo Unterschallströmung herrscht. In Unterschallströmungen können sich Störungen
sowohl stromab und stromauf ausbreiten. Wird ein Längswirbel mit einem axialen Unter-
schallgeschwindigkeitsprofil in Überschallströmung durch einen positiven Druckgradienten
gestört, so müsste sich diese Strukturveränderung stromauf im Wirbelkern fortpflanzen. Im
Unterschied dazu wirkt sich das Aufplatzen eines Wirbels mit einem axialen Überschallge-
schwindigkeitsprofil nur stromab aus.
Experimentelle Anordnungen und Auswertemethoden sind im Vergleich zu numerischen
Studien sehr aufwendig. Dennoch bedarf es immer der Kontrolle durch experimentelle Er-
gebnisse, ob ein numerisches Experiment als gelungen bezeichnet werden kann. Zur Unter-
suchung der wesentlichen Einflussparameter auf den Aufplatzvorgang und die Aufplatzfor-
men sind in den letzten Jahren eine Reihe von experimentellen und vermehrt numerischen
Untersuchungen durchgeführt worden [KLAAS et al. 2002,KALKHORAN et al. 1998,SMART
et al. 1998, RIZZETTA 1997, THOMER et al. 2002].
Bei einem Großteil der bis heute durchgeführten experimentellen Arbeiten sind qualitative
Messverfahren eingesetzt worden. Wesentlich für die Validierung numerischer Verfahren ist
jedoch die quantitative Kenntnis von Messgrößen, die z.B. mittels laseroptischer Geschwin-
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Abb. 4.5 Schematische Darstellung von Quer- und Hauptströmungsstö-
ßen an Deltaflügeln [ERICKSON 1991].
digkeitsmessungen bestimmt werden können [KLAAS et al. 2003]. Die wesentlichen Para-
meter der Stoß-Wirbel-Interaktion sind die Machzahl, die Stoßstärke und das Drallverhältnis
des Wirbels. Das Drallverhältnis wird bestimmt durch das Verhältnis der maximalen Rota-
tionsgeschwindigkeitskomponente zur minimalen axialen Ausbreitungsgeschwindigkeit im
Wirbel (wϕ/wz)krit = wϕ,max/wax,min (Abb. 4.6).
Trotz dieser grundlegenden Bedeutung der Geschwindigkeitsverteilung im Wirbelkern für
den Aufplatzvorgang existiert bisher nur eine geringe Anzahl quantitativer Messungen. Nu-
merische Grundlagenuntersuchungen über die Wechselwirkung von schlanken Längswirbeln
mit senkrechten und schrägen Verdichtungsstößen sowie deren zeitlicher Verlauf sind aus-
führlich von Thomer dokumentiert worden [THOMER 2003]. Zusätzlich zur Variation der
Anströmmachzahl und der Wirbelstärke werden in seiner Untersuchung die Ergebnisse bei
Implementierung unterschiedlicher theoretischer Wirbelmodelle miteinander verglichen. Be-
kannte Wirbelmodelle sind nach Rankine, Lamb-Oseen und Burgers benannt worden. Allen
Modellen gemeinsam ist die Annahme einer Starrkörperrotation im Wirbelkern. Unterschiede
treten zum einen beim Übergang der Azimutalgeschwindigkeit des Wirbelkerns ins Fernfeld
und zum anderen beim räumlichen Abklingverhalten dieser Geschwindigkeitskomponente
im Fernfeld auf. Burgers Wirbel besitzen ein starkes Abklingverhalten der Geschwindigkeit
im Fernfeld und somit eine kompaktere Wirbelstruktur, die die größte Übereinstimmung mit
der Struktur von Blattspitzenwirbeln in Schaufelkanälen besitzt.
Die Stoß-Wirbel-Interaktion in Überschallströmung kann ebenso wie im Unterschall zu ei-
ner abrupten Wirbelkernaufweitung, zu einem Staupunkt auf der Wirbelachse und zu einem
sich stromab anschließendem Rückströmgebiet führen. Bei Überschreitung eines kritischen
Wertes der Wirbelstärke kommt es in der Nähe des Wirbelkerns zum stromauf gerichteten
Ausbeulen des Stoßes. Eine weitere Steigerung der Wirbelstärke verstärkt diesen Effekt, und
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Abb. 4.6 Kritische Geschwindigkeitsverhältnisse für das Aufplatzen schlanker Längswirbel
bei der Interaktion mit senkrechten Verdichtungsstößen [THOMER et al. 2002].
es entsteht ein Stoßkegel, gefolgt von einer Aufplatzblase. Die Blase beinhaltet ein Rezirku-
lationsgebiet, das auf einen Staupunkt im Bereich der Wirbelachse schließen lässt (Abb. 4.7).
Das Wirbelaufplatzen wird durch ein nachlaufartiges Axialgeschwindigkeitsprofil im Wir-
belkern unterstützt. Die radiale Verteilung der Azimutalgeschwindigkeit steht im Gleichge-
wicht mit dem Druckprofil im Wirbel. Die radiale Druckverteilung besitzt ein Minimum
auf der Wirbelachse, ebenso die radiale Dichteverteilung. Durchstößt ein so gearteter Wirbel
senkrecht eine Verdichtungsstoßfläche, so erfährt er eine vom Radius abhängige Stoßstärken-
verteilung aufgrund der Geschwindigkeits- und Druckverteilung im Kern. Die sprunghaften
Änderungen des nachlaufartigen Axialgeschwindigkeitsprofils beim Durchdringen des Sto-
ßes lassen sich mit den Hugoniot-Sprungrelationen beschreiben. Infolgedessen kann sich die
Axialgeschwindigkeitsverteilung zu einem schwach ausgebildeten düsenstrahlartigen Profil
wandeln. Die radialen Gradienten des Drucks und der Dichte im Wirbel erfahren eine Stei-
gerung beim Durchgang. Aufgrund des inneren Gleichgewichts im Wirbel bedingt ein grö-
ßerer Druckgradient eine höhere Zirkulation, die durch eine größere Umfangsgeschwindig-
keit auf gleichem Radius oder durch Einschnüren des Wirbels herbeigeführt werden kann.
Erstere Option verlangt nach einer Erhöhung der kinetischen Energie, weshalb diese Mög-
lichkeit ausgeschlossen werden kann. Fluidteilchen drängen also von einem äußeren Radius
zu einem inneren. Dadurch treten diese Teilchen mit den inneren in Kontakt, die jedoch eine
höhere Axialgeschwindigkeit und eine höhere Dichte besitzen. Das Zusammentreffen führt
zu einer neuen Ausgleichbewegung. Die inneren Teilchen werden verzögert und die äuße-
ren beschleunigt. Ein Aufstau im Kern ist die Folge, der zu einem Anstieg des Drucks führt.
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Der Stoß beginnt sich auszubeulen aufgrund des entstehenden Gegendrucks. Die Ausbeulung
führt zu veränderten Stoßbedingungen am Wirbelrand. Aus einem senkrechten Verdichtungs-
stoß in der Wirbelrandzone wird ein schräger, der die Strömung vom Wirbelzentrum weg
ablenkt. Diese Strömungsumlenkung wirkt wie eine Wirbelaufweitung und der Einschnü-
rung entgegen. Beide Vorgänge, die zirkulationsbedingte Wirbeleinschnürung und die stoß-
bedingte Wirbelaufweitung, erfordern eine Neuorganisation der Wirbelstruktur stromab der
Stoßfläche [HOFMANN und BALLMANN 2003]. Berücksichtigt man einen Wirbel mit einer
höheren Zirkulation, so besitzt dieser ein steileres radiales Druckprofil als der zuvorgenannte.
Gemäß dem vorangegangenen Erklärungsmuster bedeutet dies eine stärkere Wirbeleinschnü-
rung nach dem Durchgang durch die Stoßfläche, eine stärkere Ausbeulung und schließlich
eine intensivere Stoß-Wirbel Wechselwirkung. Im Gegensatz dazu kann die Intensität der In-
teraktion vermindert beziehungsweise eine Interaktion gänzlich vermieden werden, wenn der
Wirbel ein uniformes oder ein strahlartiges Axialgeschwindigkeitsprofil besitzt.
Abb. 4.7 Schematische Strömungsdarstellung einer Stoß-Wirbel-Interaktion
[THOMER et al. 2002].
Welche Unterschiede zur Normalstoß-Wirbel-Interaktion ergeben sich zu einer Schrägstoß-
Wirbel-Interaktion? Die Abbildung 4.8 zeigt einen Längsschnitt durch ein dreidimensiona-
les Rechengebiet. Das Strömungsmedium kommt von links und strömt mit Überschall ein
(M = 1.6). Am unteren Rand des Rechengebiets befindet sich eine feste Wand, die einen
Knick aufweist und eine Rampe beschreibt. Dargestellt sind Dichte-Isolinien und Stromli-
nien. Die lokale Strömungsrichtung ist durch Pfeile angegeben. Infolge des Rampenknicks
stellt sich ein schräger Verdichtungsstoß ein, der wegen der Wechselwirkung mit der Wand-
grenzschicht von der Knickstelle ablöst. Die Schnittansicht ist so gewählt worden, dass der
von links einströmende Wirbel (y ≈ 0.05m) durch seine Achse geschnitten wird. Der Wirbel
interagiert mit dem schrägen Stoß. Wegen der Schräglage des Stoßes variiert die Wirbelge-
schwindigkeitskomponente normal zum Stoß nicht nur aufgrund des nicht uniformen Axi-
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algeschwindigkeitsprofils, weil auch die Umfangsgeschwindigkeitskomponente einen Anteil
besitzt, der senkrecht zum ungestörten Schrägstoß am Keil gerichtet ist und über den Um-
fang des Wirbels variiert. Die normal zum Stoß variierende Geschwindigkeitskomponente
und die variierende Stoßstärke im Wirbel aufgrund des Druckprofils (Druckminimum auf der
Wirbelachse) führen zu einer nicht einheitlichen Umlenkung der Wirbelströmung beim Stoß-
durchgang. Die Strömung, die sich bei Betrachtung der Abbildung 4.8 am unteren Wirbel-
rand befindet, erfährt eine stärkere Umlenkung zum Stoß hin als die Strömung im Bereich der
Wirbelachse. Diese nicht uniforme Strömungsumlenkung führt zu einer Blockage im Inne-
ren des Wirbels. Der so herbeigeführte Druckanstieg wird durch ein stromauf ausgerichtetes
Ausbeulen ausgeglichen, wodurch sich der Stoß aufsteilt. Eine für dieses Strömungsphäno-
men typische ”S-Form” der Stoßfront wird ersichtlich. Die Stoßbedingungen sind nun denen
nach der Stoßausbeulung bei einer Normalstoß-Wirbel-Interaktion ähnlich. Auf der Wirbel-
achse ist der Stoß senkrecht zur Wirbelströmung. Im Außenbereich des Wirbels ist der lo-
kale Stoßwinkel nicht rotationssymmetrisch zur Wirbelachse. Das oben beschriebene Erklä-
rungsmuster der Normalstoß Wechselwirkung kann auf die jetzige Situation der Schrägstoß
Wechselwirkung zum Teil übertragen werden. Das Gebiet stromab des Stoßes, in dem ei-
ne Neustrukturierung des Wirbels stattfindet, orientiert sich dabei immer hin zum Stoß. Der
Zusammenhang zwischen dem Stoßwinkel und der Intensität der Interaktion wird deutlich,
wenn die Geschwindigkeitskomponente normal zur Stoßfläche in Augenschein genommen
wird. Je flacher der Wirbel auf den Stoß trifft, desto geringer ist die Normalkomponente der
Geschwindigkeit. Unter diesen Umständen kann die Stoßfläche lokal im Wirbelbereich un-
terbrochen sein [CORATEKIN 1999].
Die numerischen Simulationen von Wirbelströmungen sowie Wirbelaufplatzen besitzen ei-
ne starke Abhängigkeit sowohl von der verwendeten Knotendichte im Wirbelgebiet als auch
von dem numerischen Verfahren selbst [THOMER 2003]. Berechnungen von Strömungen um
einen Deltaflügel, die die Diskretisierung im Bereich des Wirbelkerns adaptiv verfeinern,
verbessern die Vorhersagegenauigkeit des Strömungsfelds. Die merkmalbasierte Adaption
des Rechengitters kann im Einzelnen dazu führen, dass der Vorderkantenwirbel in der nu-
merischen Berechnung aufplatzt [MURAYAMA et al. 2000]. Weiterhin ist in der Literatur ein
Zusammenhang zwischen der Aufplatzform und dem Berechnungsmodus dokumentiert wor-
den. Stationäre Berechnungen tendieren zu blasenförmigen Aufweitungen und instationäre
Simulationen eher zu spiralförmigen [FURUKAWA et al. 2000, FURUKAWA et al. 1998, MÜL-
LER 2001]. Diese Aussagen beziehen sich auf Untersuchungen an Unterschallverdichtern.
In der hier präsentierten Studie konnte diese Aussage für transsonische Verdichterströmun-
gen bestätigt werden. Prinzipiell können die Mechanismen der Wirbelentstehung und des
-aufplatzens durch reibungsfreie strömungsmechanische Modelle beschrieben und motiviert
werden. Berechnungen von Schaufelkanalströmungen oder Deltaflügelumströmungen liefern
unter der Voraussetzung der Reibungsfreiheit qualitativ repräsentative Ergebnisse. Nichts-
destoweniger ermöglichen die Simulationen mittels der Navier-Stokes-Gleichungen bessere
Übereinstimmungen mit experimentellen Ergebnissen [KUNZ et al. 1992, MÜLLER 2001].
43
4. Topologie und Entstehung von Blattspitzenwirbeln
Abb. 4.8 Strömungsdarstellung im Interaktionsgebiet eines Wirbels mit
einem schrägen Rampenstoß [CORATEKIN 1999].
4.3. Störmechanismen in transsonischen Axialverdichtern
Das komplexe dreidimensionale Strömungsfeld eines Axialverdichters kann in das Gebiet
der Primärströmung und Gebiete mit unterschiedlichen Sekundärströmungen unterteilt wer-
den. Als Primärströmung oder Hauptströmung bezeichnet man das Strömungsfeld, das dem
einfachen radialen Gleichgewicht folgt und dementsprechend auf koaxialen rotationssymme-
trischen Flächen verläuft. Diese Strömungen können als stationäre Strömungen, die von zwei
unabhängigen Raumvariablen abhängen, beschrieben werden. Die Sekundärströmungen sind
die Strömungsanteile, die davon abweichen. Sekundärströmungen lassen sich durch die Dif-
ferenz der dreidimensionalen Gesamtströmung und der zuvor definierten Hauptströmung be-
rechnen. Zu den wichtigsten Vertretern der Sekundärströmungen zählen die Spaltströmungen
an den Schaufelenden. In Abhängigkeit von den vorliegenden Randbedingungen, wie z.B.
der Spaltweite und der aerodynamischen Schaufelbelastung, kommt es zu einem Aufrollen
der Spaltströmung zum Blattspitzenwirbel. Seine räumliche Ausdehnung und sein Geschwin-
digkeitsfeld stellen eine Störung der Primärströmung dar. Infolge der Sekundärströmungen
verändern sich die Profilumströmungen, die Abströmwinkel und die Druckverteilungen. Die
Spalt- und Spaltwirbelströmung interagiert mit der Gehäusegrenzschicht. Es entstehen zu-
sätzlich zu dem Druckverlust infolge der Spaltleckage weitere Verluste. Die Folgen sind ei-
ne gesteigerte Entropiezunahme, eine Abnahme des Druckrückgewinns und damit auch des
Wirkungsgrades [SAATHOFF 2001]. Mit Annäherung der Betriebszustände an die Verdichter-
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stabilitätsgrenze gewinnen die Sekundärströmungseffekte an Bedeutung und sind schließlich
entscheidend für das Verstehen der Stabilitätsprobleme im Betrieb des Verdichters.
4.3.1. Topologie von Verdichtungsstößen in transsonischen Axialrotoren
Bei transsonischen Rotoren von Axialverdichtern, deren Relativströmung im Überschall liegt,
gehen von der Vorderkante jeder Schaufel eine Stoßwelle und eine Expansionswelle aus. Auf-
grund der in Umfangsrichtung periodischen Geometrie sind auch die Wellenvorgänge mit der
Anzahl der Schaufeln periodisch, und jeder Schaufelkanal weist die gleiche Anzahl von Wel-
leninteraktionen und -reflexionen und damit auch insgesamt die gleiche Anzahl von Stößen
und Expansionen auf. Stromauf der Schaufelvorderkante existiert ein Bugstoß, der wegen der
Dicke der Vorderkante abgelöst ist. Bedingt durch die Oberflächenkrümmung der Saugseite
der Nachbarschaufel gehen von dieser Expansionswellen aus, die sich stromauf der Schau-
felvorderkante legen (Abb. 4.9). Der saugseitige Zweig des Bugstoßes wird durch Charakte-
ristiken, die von der Saugseite ausgehen, abgeschwächt und gekrümmt [BALLMANN 1991].
Der druckseitige Zweig des Bugstoßes, der Kanalstoß, kann durch die von der Druckseite
ausgehenden Charakteristiken verstärkt werden, bevor er die Saugseite der Nachbarschaufel
trifft. In den Abbildungen 4.10, 4.11, 4.12 ist deutlich die Ausbildung einer λ-förmigen Stoß-
spreizung im Auftreffpunkt auf der Saugseite zu erkennen, die zu einer Strömungsablösung
und einer Aufdickung der Grenzschicht führen.
Abb. 4.9 Schematische Darstellung idealer Stoß- und Expansionswellen an der
Vorderkante eines transsonischen Rotors [CUMPSTY 1989].
Entlang einer Drosselkurve bilden sich für unterschiedliche Betriebspunkte unterschiedli-
che charakteristische Stoßstrukturen aus [SELLIN et al. 1993]. Der Abstand des Bugstoßes
von der Schaufelvorderkante variiert mit dem Drosselzustand (Abbn. 4.10, 4.11, 4.12). An
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der Schluckgrenze eines transsonischen Rotors tritt infolge des großen Massendurchsatzes
bzw. der hohen Strömungsgeschwindigkeiten im Kanal (Abb. 4.13(a)) zu dem Kanalstoß ein
zweiter Stoß im äußeren Bereich der Schaufel auf. Mit Androsselung reduziert sich die Strö-
mungsgeschwindigkeit im Kanal. Der zweite Stoß verschwindet. Der Abstand des Bugstoßes
zur Vorderkante vergrößert sich, und der Kanalstoß steilt sich auf. Aufgrund der vorgelagerten
Stoß- und Expansionswellen nimmt die Stoßstärke des Kanalstoßes mit vorangeschrittenem
Drosseln zu (Abb. 4.13). Im Gegensatz dazu nimmt bei frei angeströmten stumpfen Profilen
im Überschall die Stoßstärke mit Zunahme des Bugstoßabstands ab.
Im Fall eines schrägen Stoßes ist es notwendig, zwischen den Geschwindigkeitskompo-
nenten normal und tangential zur Stoßfläche zu unterscheiden. Nur die Normalkomponente
erfährt eine sprunghafte Änderung. Deshalb kann eine Darstellung der Relativ-Machzahl zu
einer Fehleinschätzung der Stoßlage führen. Um diese dennoch hinreichend zu bestimmen,
muss mindestens eine weitere thermodynamische Größe auf sprunghafte Änderungen hin
analysiert werden, am besten der Druck oder, im Hinblick auf optische Messungen in Ex-
perimenten, die Dichte. Die Isolinien der Relativ-Machzahl und des Drucks bzw. der Dichte
weisen in den Abbildungen 4.10 bis 4.12 auf die gleiche Position des Kanalstoßes hin. Da-
durch ist die Annahme eines senkrechten Kanalstoßes in der Region der Hauptströmung, d.h.
in Gebieten vernachlässigbarer Sekundärströmung, nicht verwerflich. Das zeigt aber auch,
dass die Anströmbedingungen der Schaufel immer im Kontext mit der stromauf erlebten
Vorgeschichte der Strömung zu sehen sind. Dazu gehören der saugseitige Ast des Bugstoßes
und die Expansionswellen der Nachbarschaufel.
(a) Relativ-Machzahl (b) Druck (c) Dichte
Abb. 4.10 Relativ-Machzahl-, Druck- und Dichteverteilung in einer 70% S1-Fläche,
nahe Sperrgrenze, m˙/m˙max = 0, 999.
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(a) Relativ-Machzahl (b) Druck (c) Dichte
Abb. 4.11 Relativ-Machzahl-, Druck- und Dichteverteilung in einer 70% S1-Fläche,
nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98.
(a) Relativ-Machzahl (b) Druck (c) Dichte
Abb. 4.12 Relativ-Machzahl-, Druck- und Dichteverteilung in einer 70% S1-Fläche,
nahe der Stabilitätsgrenze, m˙/m˙max = 0, 925.
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Abb. 4.13 Verläufe des Geschwindigkeitsbetrags, der Relativ-Machzahl und des Drucks entlang der
Kanalmitte in 70% Kanalhöhe, Linienpfad L angezeigt in Abb. 4.10(a).
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4.3.2. Numerische Wirbelvisualisierung
In den letzten Jahren hat die automatische Erkennung und merkmalbasierte Visualisierung
von physikalisch bedeutsamen Mustern in Skalar- oder Vektorfeldern stetig an Bedeutung
gewonnen. Wirbel sind ein interessantes Strömungsmuster. Viele verschiedene Algorithmen
zum Extrahieren von Wirbeln sind publiziert worden, unter anderem solche, die das Zentrum
des Wirbels, die Wirbeltrajektorie, aufspüren. Eine sehr gute Übersicht über all diese Verfah-
ren und einen Vergleich untereinander bietet eine Studie von Roth [ROTH 2000]. In Abbil-
dung 4.14(c) werden zwei Möglichkeiten aufgezeigt, den Spaltwirbel anhand von merkmal-
basierten Methoden zu visualisieren. In der oberen Passage der Abbildung sind Wirbelzen-
trumslinien, die mittels einer Eigenvektormethode berechnet worden sind, dargestellt [KEN-
WRIGHT und HAIMES 1997]. Im unteren Kanal ist auf einer S1-Fläche die Verteilung der
wirbelrepräsentativen Größe λ2 eingezeichnet, die einem Vorschlag von Jeong und Hussain
folgt. Diesem Kriterium zu Folge werden Wirbelkerne durch den zweitgrößten, negativen
Eigenwert λ2 des aus dem Geschwindigkeitsgradienten V gebildeten symmetrischen Ten-
sors 2. Stufe (V)2 + (VT )2 identifiziert [JEONG und HUSSAIN 1995]. In beiden Fällen sind
der von der Vorderkante ausgehende Blattspitzenwirbel und ein weiterer Wirbel in der Nähe
der Hinterkante gut erkennbar. Unabhängig davon bieten sich herkömmliche, meist benut-
zerintensivere Verfahren zum Aufspüren von Wirbelstrukturen an, wie z.B. Geschwindig-
keitsvektoren, Stromlinien, Dichte- beziehungsweise Druckverteilungen. Der Spaltwirbel ist
geprägt durch eine Senke im Druck p, in der Dichte  und in der Relativ-Machzahl Mrel
(Abbn. 4.14(a), 4.14(b)).
(a) Dichte und Relativ-Machzahl
in einer 98,5% S1-Fläche
(b) Statische Temperatur und
relative Totaltemperatur in einer
98,5% S1-Fläche
(c) Wirbelzentrumslinie und
Wirbelkenngröße λ2
Abb. 4.14 Charakterisierende Darstellungen des Spaltwirbels, nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98.
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Der Gewinn an Mehrinformationen hinsichtlich der Wirbeltopologie und -entstehung mit-
tels merkmalbasierter Methoden ist in dieser Untersuchung nicht wesentlich. Der Blattspit-
zenwirbel kann durch die Darstellung strömungsphysikalischer Kenngrößen hinreichend ge-
nau bestimmt und analysiert werden.
4.3.3. Spalt- und Wirbelströmungen in transsonischen Axialrotoren
Im Auslegungspunkt erreichen transsonische Axialrotoren Relativ-Machzahlen um Mrel ≈
1.6 an der Blattspitze. Die Relativgeschwindigkeitskomponente normal zur Schaufelwand an
der Blattspitze ist subsonisch. Daher wirkt die Blattspitze ähnlich einer Unterschallvorder-
kante einer mit Überschallgeschwindigkeit angeströmten Fläche, auf deren Saugseite sich ein
Wirbel aufrollt, z.B. Deltaflügel. Die Vorderkante im Blattspitzenbereich zeigt den Charakter
einer Überschallvorderkante. Oberflächennahe Stromlinien zeigen die Machlinie stromab der
Vorderkante (Abb. 4.17).
Die Druckunterschiede zwischen den Druck- und den Saugseiten führen zu einer energie-
reichen Durchströmung des Radialspalts, der durch die Schaufeloberkante und das Gehäuse
gegeben ist. Das Aufrollen der Scherströmung erzeugt einen schlanken Längswirbel auf der
Saugseite (Abb. 4.15). Der Wirbel startet an der Vorderkante mit einer Fütterschicht entlang
der Blattspitze. Die Wirbeltrajektorie hat ihren Fußpunkt an der Saugspitze der Blattspitze
und verläuft vom Außenbereich des Ringgitterkanals in den Kanal hinein (Abb. 4.18). Sub-
sonische Rotoren können einen Wirbelfußpunkt abhängig vom Betriebspunkt stromab der
Vorderkante haben [SAATHOFF 2001, VO 2001].
Der Öffnungswinkel des Wirbels variiert nur geringfügig entlang der 100%-Drehzahllinie.
An der Sperrgrenze ist der Winkel etwas kleiner als am Auslegungspunkt. Mit fortschrei-
tender Drosselung des Verdichters tritt keine weitere Veränderung ein. Die radiale Lage der
Wirbelachse im Kanalraum stromauf des Kanalstoßes ergibt sich bei 98% bis 99% der Ka-
nalhöhe. Zum Vergleich, diese Höhe entspricht etwa dem Zwei- bis Vierfachen der radialen
Spalthöhe, die 0,5% der Kanalhöhe beträgt. Die Projektion der wirbelbegrenzenden Strom-
linien in eine S1-Fläche in 98.5% Kanalhöhe zeigt einen Öffnungswinkel der ”Wirbeltüte”
von ungefähr γ1 ≈ 8o.
Im Betriebspunkt nahe der Sperrgrenze existiert ein zweiter Blattspitzenwirbel bei et-
wa 40% Sehnenlänge stromab der Vorderkante. Seine Entstehung basiert auf einem Druck-
sprung, der aufgrund eines zweiten Verdichtungsstoßes auftritt. Abbildung 4.16 zeigt die Pro-
fildruckverteilung am Rotorblatt in einer Höhe von 98,5% des Kanals. Der zweite Stoß ist auf
der Druckseite der Verteilung zu erkennen. Die Entstehung dieses Wirbels ist vergleichbar
mit dem Strömungsfeld eines Deltaflügels mit einer geknickten Vorderkante. Aufgrund des
Knicks wird dort ein Sprung in der Profildruckverteilung herbeiführt und ein zweiter Wirbel
induziert. Im Gegensatz dazu ist der Drucksprung am Schaufelblatt jedoch nicht geometrisch
bedingt.
Die in den Abbildungen 4.14 und 4.18 dargestellten Isolinien der Relativ-Machzahl und der
Temperatur verdeutlichen die Tütenstruktur des Spaltwirbels. Die Verteilungen von Druck
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(a) Nahe Sperrgrenze,
m˙/m˙max = 0, 999
(b) Nahe Auslegung,
m˙/m˙max = 0, 98
(c) Nahe Stabilitätsgrenze,
m˙/m˙max = 0, 925
Abb. 4.15 Wirbelbegrenzende dreidimensionale Stromlinien für Betriebspunkte auf der
100%-Drehzahllinie.
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Abb. 4.16 Profildruckverteilungen bei 98,5%
Kanalhöhe für Betriebspunkte der 100%-
Drehzahllinie.
Abb. 4.17 Oberflächennahe Stromlinien auf der
Saugseite und Wirbelstromlinien, nahe Ausle-
gung, m˙/m˙max = 0, 98, Ansicht: Blattspitze,
Vorderkante, Saugseite.
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(a) Ansicht Kanal (b) Detailansicht Vorderkante
Abb. 4.18 Druckverteilung in einer 98,5% S1-Fläche und Stromlinien im Wirbelkern,
nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98.
und Dichte vermitteln eine kompaktere Struktur, die eher den Wirbelkern repräsentiert. Das
bedeutet, dass die radialen Dichte- und Druckverteilungen des Wirbels zum Außenbereich
hin schneller abklingen als die Temperaturverteilung. Die relative Totaltemperatur Tr,t be-
sitzt im Wirbelkern ein Minimum, wohingegen die statische Temperatur T zum Wirbelzen-
trum hin leicht zunimmt. Der dynamische Anteil der Totaltemperatur lässt auf eine geringere
Geschwindigkeit auf der Wirbelachse als in ihrer näheren Umgebung schließen.
Abbildung 4.19 zeigt in Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse die Verteilung der Dich-
te. Die axiale Position der Schnittebenen wird in Abbildung 4.18(a) aufgezeigt. Die Schnitt-
ebenen werden nach oben hin durch die Gehäusewand begrenzt. Die Ausrichtung der Schnitt-
ebenen, d.h. ihre lokale Orthogonalität zur Wirbelachse, ist mit Hilfe einer Verbindungslinie
zwischen den Dichteminima im Wirbelkern in aufeinanderfolgenden, benachbarten Schnitten
herbeigeführt worden. Auf Grund der Radialkräfte im Strömungsfeld, die durch die Rotation
des Feldes um die Rotorachse entstehen, wird der Wirbel nach außen hin abgedrängt. Der
Wirbelquerschnitt, der idealerweise rotationssymmetrisch ist, wird zu einer Ellipse verformt.
Der Radius der Gehäusekontur verringert sich stromab und verstärkt diesen Effekt. Die große
Hauptachse der Ellipse liegt dementsprechend nahezu parallel zur Gehäusewand.
Die Größenverteilung der Axialgeschwindigkeitskomponente in Richtung der Wirbelachse
und die Machzahlverteilung im Wirbelkern verdeutlichen das nachlaufartige Überschallge-
schwindigkeitsprofil des Wirbels (Abbn. 4.20, 4.21) [HOFMANN und BALLMANN 2002b].
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Die Verteilungen der Dichte und der relativen Totaltemperatur in der Schnittebene Positi-
on 1 zeigen das schmale Band der Scherschicht, die sich von der Oberkante der Schaufel
zum Wirbelkern hin erstreckt (Abb. 4.22). Zu Beginn der Wirbeltrajektorie bilden diese ab-
gelösten Wandgrenzschichten den Wirbelkern beziehungsweise lagern sich an ihn an. Der
Wirbelkern besteht also aus Grenzschichtmaterial der Schaufeloberfläche. Im Relativsystem
besitzt die Scherschicht eine geringere Geschwindigkeit und eine niedrigere Totaltemperatur
als die Kanal- oder Spaltströmung. Deshalb liegen im Bereich der Wirbelachse die Minima
der Geschwindigkeit und der Totaltemperatur (Abb. 4.23). Anders als das Dichtefeld ist die
Druckverteilung nahezu drehsymmetrisch (Abb. 4.24). In Abbildung 4.25 sind zusätzlich zu
den Stromlinien, die in der Nähe der Wirbeltrajektorie verlaufen, solche eingezeichnet, die
die obere Hälfte des Spalts durchlaufen. Sie bilden den äußersten Rand des Wirbels. Mit Hilfe
dieser Stromlinien lässt sich die Antisymmetrie der Temperaturverteilung sowie der Mach-
zahl diskutieren . Weiter unten wird dieser Sachverhalt wieder aufgegriffen und abschließend
erläutert. Vorerst soll die Entstehungsgeschichte des Wirbels näher beleuchtet werden.
(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern
(b) Schnittebene Position 2, Blickrichtung Wirbel-
achse
Abb. 4.19 Dichteverteilung in Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse, nahe Auslegung, m˙/m˙max =
0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
Die Strömung durch den Spalt ist druckgetrieben und besitzt aufgrund des Staffelwinkels
der Rotorschaufel eine große Umfangskomponente. Fluidteilchen, die den Radialspalt in nä-
herer Umgebung der Schaufeloberkante oder der Gehäusewand durchströmen, verlassen den
Spalt in Umfangsrichtung. Die Strömungsteilchen, die den verbleibenden Querschnitt passie-
ren, streben, getrieben durch den Druckgradienten im Spalt, quer zur Sehne des Schaufelpro-
filendschnitts entgegen der Hauptströmung in negative z-Achsenrichtung (Abb. 4.26).
Die Strömungszustände im Bereich des Spalts sind mit denen einer konvergent-divergenten
Düse vergleichbar. Die Relativ-Machzahl der Strömung steigt von Mrel ≈ 0, 8 vor Eintritt in
den Spalt auf Überschall bei Austritt aus dem Spalt. Die Spaltaustrittsmachzahl ist abhän-
gig von dem vorherrschenden Druckgefälle (Abb. 4.16). Im Bereich der Vorderkante treten
Machzahlen von Mrel ≥ 2, 0 auf, an den Positionen 1 und 2 liegen die Werte bei Mrel ≈ 1, 4
(Abbn. 4.21(a), 4.27(a)). Der durchströmte Spaltquerschnitt verjüngt sich zusätzlich durch ei-
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(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern
(b) Schnittebene Position 2, Blickrichtung Wirbel-
achse
Abb. 4.20 Verteilung der Wirbelaxialgeschwindigkeit in Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse,
nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern
(b) Schnittebene Position 2, Blickrichtung Wirbel-
achse
Abb. 4.21 Verteilung der Relativ-Machzahl in Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse, nahe Ausle-
gung, m˙/m˙max = 0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern
(b) Schnittebene Position 2, Blickrichtung Wirbel-
achse
Abb. 4.22 Relative Totaltemperaturverteilung Tr,t in Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse, nahe
Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern
(b) Schnittebene Position 2, Blickrichtung Wirbel-
achse
Abb. 4.23 Verteilung des Relativgeschwindigkeit-Absolutbetrags in Schnittebenen senkrecht zur Wir-
belachse, nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern
(b) Schnittebene Position 2, Blickrichtung Wirbel-
achse
Abb. 4.24 Druckverteilung auf Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse, nahe Auslegung,
m˙/m˙max = 0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
(a) Perspektivische Ansicht, Stromlinien im
Wirbelkern und -rand
(b) Schnittebene Position 2, Stromlinien im
Wirbelrand, Blickrichtung in Wirbelachse
Abb. 4.25 Temperaturverteilung in Schnittebenen senkrecht zur Wirbelachse, nahe Auslegung,
m˙/m˙max = 0, 98 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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ne Ablöseblase, die an der druckseitigen Oberkante entsteht, Vena Contracta. Die Ablösebla-
se macht sich durch ein Niedrigdruckgebiet sowie Strömungsablöselinien und -anlegelinien
auf der Schaufeldeckfläche bemerkbar (Abb. 4.27(b)). Stromab der Vorderkante verkleinert
sich das Gebiet der Ablöseblase, und die Querschnittsverengung nimmt ab.
Im Bereich der Ablösung ist der effektive Strömungsquerschnitt am kleinsten. Die Strö-
mung erreicht dort die Machzahl Mrel = 1 und wird nach dem Durchgang weiter auf Über-
schall beschleunigt. An der saugseitigen Oberkante wird eine mögliche Prandtl-Meyer Ex-
pansion durch die Grenzschichten, die von der Schaufel als freie Scherschichten ablösen
und den Wirbel füttern, beeinträchtigt. Sobald die Spaltströmung den Spalt verlässt, in das
Nahfeld des Wirbels gelangt und ihn überströmt, sinkt die Temperatur in der Strömung. Auf-
grund der viskosen Kräfte und der Rotation des Wirbels wird sie weiterhin beschleunigt. Die
Machzahl erreicht einen zweiten Höhepunkt zwischen Wirbelkern und Gehäuse. Aufgrund
der Wirbelrotation, die der Spaltströmung einen Drehimpuls aufprägt, und infolge des Zu-
sammentreffens der Spaltströmung mit der Hauptströmung, nach dem Überströmen des Wir-
belkerns, wird die Strömung radial nach innen zur Rotorachse und danach zur Wirbelachse
hin abgelenkt (Abb. 4.26). Die Ablösung wird durch die Ablöselinie auf der Gehäusewand
bestätigt (Abb. 4.28).
Berücksichtigt man die in der Abbildung 4.25 dargestellte Temperaturverteilung im Wir-
belkern, so erkennt man, dass die Interaktion der Spaltströmung mit der Hauptströmung zu
einer Strömungsverzögerung und zu einer Temperaturerhöhung führt, die zusammen eine
Verringerung der Machzahl auf Mrel ≥ 1.1 ergeben. Temperatur- und Geschwindigkeits-
feld der Spaltströmung reagieren sensitiver auf die Wechselwirkung mit der Hauptströmung
als das Druck- und das Dichtefeld. Dies äußert sich unter anderem in der Symmetrie oder
Antisymmetrie im Wirbelgebiet. Die Lage der Wechselwirkungszone, die ihren Fußpunkt in
der Ablöselinie der Gehäusegrenzschicht hat, bestimmt in erster Näherung den Öffnungswin-
kel der Wirbeltüte, der aufgrund des ellipsenförmigen Wirbelquerschnitts in einer S1-Fläche
größer ist als in einer S2-Fläche.
Um die Wirbeltopologie im Detail besser analysieren, quantifizieren sowie mit anderen
Betriebspunkten vergleichen zu können, sind Daten entlang der Stromlinien im Wirbelzen-
trum und an den Positionen 1 bis 3 in den Schnittebenen entlang der zuvor definierten und
eingezeichneten Ellipsenhauptachsen erfasst worden (Abbn. 4.29, 4.30, 4.31). Weil die Vi-
sualierung einer Stromlinie genau auf der Wirbelachse ein praktisch nicht realisierbares Un-
terfangen darstellt, sind mehrere Stromlinien in der näheren Umgebung der Wirbeltrajektorie
herausgestellt worden. Aus diesem Grund sind in den Abbildungen 4.29 und 4.30 stellvertre-
tend für die Verteilung im Wirbelkern mehrere Linien eingezeichnet.
Bei genauerer Betrachtung der Wirbelprofile ist zu erkennen, dass sowohl das Dichte- als
auch das Druckprofil durch die Interaktion der Spaltströmung mit der Hauptströmung beein-
flusst werden. Die Profiläste, die der Saugseite abgewandt sind, verzeichnen höhere Werte als
die Äste, die der Saugseite zugewandt sind. Die Dichte-, Druck-, Temperatur- und Axialge-
schwindigkeitsverteilungen entlang der Stromlinie tangieren die Extrema der Schnittebenen-
verteilungen. Die Umfangsgeschwindigkeit des Wirbels beträgt wϕ = 0 an den Stellen auf
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(a) Schaufelwand tangierend (b) Spaltmitte passierend (c) Gehäusewand tangierend
Abb. 4.26 Stromlinien der Wirbelfütterschicht coloriert mit der Geschwindigkeitskomponente wz ,
nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98 .
(a) Machzahlverteilung (b) Druckverteilung und Stromlinien in einer Fläche
nahe der Schaufelspitze
Abb. 4.27 Verteilungen der Relativ-Machzahl und des Drucks in einer Schnittebene 10% Sehnenlänge
stromab der Vorderkante, nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98, perspektivische Ansicht.
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Abb. 4.28 Verteilung des Absolutbetrags der Geschwindigkeitskomponente |vt| und Stromlinien in
einer Ebene nahe der Gehäusewand, Betriebspunkt nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98.
der Abszisse, an denen die zuvor genannten Verteilungen ihre Extrema verzeichnen.
Die Dichte entlang der Wirbeltrajektorie sinkt an der Schaufelvorderkante auf einen Tief-
stand und steigt danach wieder stetig an, bis sie durch den Kanalstoß schließlich sprunghaft
ansteigt. Begründet durch den allgemeinen Dichteanstieg in der Hauptströmung stromab der
Vorderkante steigt das Dichteniveau auch im Nahfeld des Wirbels leicht an (Abb. 4.29(a)).
Der Wirbelkernradius soll in einer Ebene senkrecht zur Wirbelachse durch den Abstand
zwischen dem Wirbelzentrum, in dem die Verteilung von wax ein Minimum annimmt und
wϕ = 0 wird, und dem Ort maximaler Umfangsgeschwindigkeit wϕ = Maximum definiert
sein (Abbn. 4.30, 4.31). Dieser Abstand wächst mit der Ausbreitung des Wirbels in den Ka-
nal hinein. Die Differenz der Dichte zwischen Zentrum und Rand ist in den verschiedenen
Schnittebenen konstant, Gleiches gilt für die Druckdifferenzen (Abb. 4.29).
Die Profile der Axialgeschwindigkeit bestätigen noch einmal den nachlaufartigen Charak-
ter des Wirbels (Abb. 4.29(e)). Die Relativ-Machzahl im Wirbelkern ist jedoch vor Erreichen
des Kanalstoßes stets größer 1. In Abbildung 4.31(a) ist das Profil der Umfangsgeschwindig-
keit wϕ entlang der Hauptachse in Umfangsrichtung für die Positionen 1 bis 3 dargestellt. Auf
Position 1 besitzt der Wirbel auf der Halbachse, die der Saugseite der Schaufel zugewandt
ist, eine höhere Geschwindigkeit als auf der gegenüberliegenden. Mit Fortschreiten des Wir-
bels in den Kanal hinein und somit auch beim Entfernen von der Schaufelwand gleichen sich
die maximalen Geschwindigkeitsbeträge an. Mit Veränderung der Umfangsgeschwindigkeit
nimmt der Wirbelkernradius zu. Er ist nahezu symmetrisch bezüglich der Wirbelprofilhaupt-
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Abb. 4.29 Verläufe von Dichte, Druck und Relativ-Machzahl entlang der Wirbeltrajektorie als auch
entlang der Wirbelprofilhauptachse in Umfangsrichtung für die Betriebspunkte m˙/m˙max = 0, 98 und
m˙/m˙max = 0, 925 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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achsen, die einerseits wie soeben beschrieben parallel zur Gehäusewand in Umfangsrichtung
und andererseits wandnormal verlaufen.
Die Geschwindigkeitsverteilungen entlang der vertikalen Hauptachsen lassen die hohe Ge-
schwindigkeit der Spaltströmung auf der oberen Halbachse erkennen. Überträgt man den
Wirbelkernradius der unteren Halbachse auf die obere, so findet man dort den gleichen Ge-
schwindigkeitsbetrag in Umfangsrichtung. Der Geschwindigkeitszuwachs, der darüber hin-
aus folgt, beruht auf der Spaltströmung. Man erkennt am Übergang von der Wirbelströmung
zur Spaltströmung eine schwache Änderung des Gradienten. Die maximalen Umfangsge-
schwindigkeiten auf der vertikalen Hauptachse des Wirbelquerschnitts sind zwei- bis dreimal
größer als auf den horizontalen. Im Gegensatz dazu sind die Wirbelkernradien auf der Quer-
achse größer, was auf eine lokales Gleichgewicht des Drehimpulses hinweist.
Tabelle 4.1. Wirbelgeschwindigkeitsverhältnis wϕ,max/wax,min entlang der Wirbel-
achse an Position 1-3, nahe der Auslegung (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
Position wϕ,max/wax,min Mrel
1 0, 305 1.49
2 0, 299 1.49
3 0, 287 1.49
Mittels der Axialgeschwindigkeit entlang der Wirbeltrajektorie kann man drei wesentli-
che Segmente der Wirbelachse bestimmen, die in Abbildung 4.18 eingekreist sind. Diese
drei Segmente können mit unterschiedlichen Teilen der Spaltdurchströmung in Verbindung
gebracht werden. Das erste Segment ist hauptsächlich gekennzeichnet durch den Aufrollvor-
gang der Scherschichten an der Blattspitzenoberkante. Die Länge des Segments ist ungefähr
ein Prozent der Sehnenlänge. Nachdem sich das Wirbelzentrum von der Schaufelwand ge-
löst hat, erfährt der Wirbelkern innerhalb der nächsten neun bis zehn Prozent Sehnenlänge
eine starke axiale Beschleunigung (Segment II). Nach einem kurzen Knick der Trajektorie in
Hauptströmungsrichtung und weg von der Gehäusewand, verläuft diese geradlinig, und die
Axialgeschwindigkeit fällt stetig, bis schließlich der Wirbel mit dem Kanalstoß interagiert
(Segment III).
So wie sich ein Band auf einem Stab aufwickelt, so ist der Aufrollvorgang des Wirbels zu
verstehen. Fütterschichten lagern sich an vorhandene Schichten an, die sich bereits stromauf
an den Wirbelkern angelagert haben. Infolge dessen nimmt der Wirbeldurchmesser stromab
der Schaufelvorderkante zu, und es bildet sich eine Tüte (Abb. 4.32). Der Wirbelkern, der
sich an der Vorderkante ausbildet, bleibt aber das Zentrum des Wirbels und unterliegt kei-
ner radialen Aufweitung. Durch die Ausbildung der Spaltströmung und deren Interaktion mit
der Hauptströmung umhüllt nicht nur Scherschichtmaterial, das der Schaufeloberfläche ent-
stammt, den Wirbelkern, sondern auch Spaltströmung, wodurch die Tütenbildung unterstützt
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Abb. 4.30 Verläufe der Axialgeschwindigkeit des Wirbels entlang Wirbelprofilhauptachse in Um-
fangsrichtung bzw. entlang der Wirbelachse für die Betriebspunkte m˙/m˙max = 0, 98 und m˙/m˙max =
0, 925 (Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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Abb. 4.31 Verläufe der Rotationsgeschwindigkeit des Wirbels wϕ entlang der horizontalen und ver-
tikalen Wirbelprofilehauptachse für die Betriebspunkte m˙/m˙max = 0, 98 und m˙/m˙max = 0, 925
(Positionen angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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wird (Abb. 4.33).
Das Segment II der Wirbeltrajektorie wird geprägt durch Stromlinien, die innerhalb der
ersten zehn Prozent Sehnenlänge stromab der Vorderkante den Spalt passieren (Abb. 4.32,
rote und hellblaue Stromlinien). Innerhalb dieses Bereichs kann sich die Spaltströmung aus-
reichend nahe am Wirbelzentrums bündeln. Dieser Teil der Spaltströmung erhöht sowohl die
Tangentialgeschwindigkeitskomponente wϕ als auch die Axialgeschwindigkeit wax. Das Ab-
knicken der Trajektorie beim Übergang vom Segment II zum Segment III ist unabhängig von
der numerischen Diskretisierung des Gitters in Umfangsrichtung. Die Wechselwirkung der
Wirbelströmung mit der Hauptströmung und die Zunahme des Wirbelquerschnitts können die
Gründe dafür sein. Die Spaltströmung, die stromab der ersten zehn Prozent der Schaufelseh-
ne schaufelwandnah den Spalt passiert, kann zur Axialgeschwindigkeit des Wirbels keinen
wesentlichen Beitrag mehr leisten. Ihr Impuls dient der Rotation des Wirbels. Deshalb bildet
sie die Zone maximaler Umfangsgeschwindigkeit im Wirbelkern aus.
Der Wechsel des Betriebspunkts vom Auslegungspunkt an die Stabilitätsgrenze durch An-
drosseln des Verdichters verändert die Schaufelbelastung (Abb. 4.16), die Lage des Kanalsto-
ßes (Abbn. 4.11(a), 4.12(a)) und die Blattspitzenwirbelcharakteristik. Die Abbildungen 4.29,
4.30 und 4.31 zeigen Profile charakteristischer Größen im Wirbelquerschnitt im Betriebs-
punkt nahe der Stabilitätsgrenze, m˙/m˙max = 0, 925. Die Darstellungen und Positionen sind
identisch mit denjenigen, die für den Betriebspunkt nahe der Auslegung m˙/m˙max = 0, 98
gewählt worden sind (Abbn. 4.29, 4.30, 4.31). Die Wirbellage ist unmerklich different im
Vergleich zwischen diesen beiden Betriebszuständen.
Aufgrund der stromauf verschobenen Kanalstoßlage liegt die Schnittebene Position 3 im
Bereich der Stoß-Wirbel-Interaktion und liefert keine aussagekräftigen Profile zur Charak-
terisierung des Wirbels. Die Auswertung der verbleibenden zwei Positionen zeigt, dass im
Wirbelzentrum das Dichte- und Druckniveau um ΔZentrum ≈ 0, 1kg/m3 beziehungsweise
ΔpZentrum ≈ 10000Pa sinken. Die Gradienten der Dichte- und Druckprofile sind im Wirbel-
kern gleich geblieben, die Wirbelradien sind unverändert. Es machen sich jedoch Unterschie-
de in den Differenzen zwischen den Werten im Zentrum und im Außenbereich des Wirbels
Δ = außen − Zentrum sowie Δp = paußen − pZentrum bemerkbar. Sie haben aufgrund
des größeren Arbeitsumsatzes des Verdichterrotors zugenommen. Die Relativ-Machzahlen
erreichen im Kern zu Beginn der Wirbelentstehung höhere Werte, wohingegen stromauf des
Kanalstoßes die Machzahl wieder auf Mrel = 1, 2 abfällt. Die Geschwindigkeiten auf der
Wirbelachse liegen generell höher mit Annäherung an die Stabilitätsgrenze. Der Gradient der
Axialgeschwindigkeitsprofile ist unverändert. Unverändert sind auch, wie bereits erwähnt,
die Wirbelradien und somit auch der Öffnungswinkel der Wirbeltüte, was an den Profilen der
Umfangsgeschwindigkeit zu erkennen ist. Die Extrema der Umfangsgeschwindigkeitskom-
ponente steigen an. Die Extrema auf den Halbachsen in Umfangsrichtung, die der Saugseite
zugewandt sind, verzeichnen nur eine geringe Steigerung (Abbn. 4.31(c), 4.31(d)).
Die Druckverteilung entlang eines Schaufelprofilschnitts im Blattspitzenbereich kann so-
mit im Zusammenhang mit der Wirbelzirkulation gesehen werden. Eine Steigerung der Schau-
felbelastung infolge einer Betriebspunktvariation erhöht die Druckdifferenz zwischen der
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(a) Ansicht Kanal (b) Perspektivische Ansicht der Vorderkante
(c) Blickrichtung in Wirbelachse,Schnittebene Position 2
Abb. 4.32 Wirbelstromlinien, die den Radialspalt entlang und nahe der Schaufeloberkante stromauf
des Kanalstoßfußpunkts passieren, nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98.
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(a) Ansicht Kanal (b) Perspektivische Ansicht der Vorderkante
Abb. 4.33 Wirbelstromlinien, die den Radialspalt an der Vorderkante in unterschiedlicher Höhe pas-
sieren, nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98.
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Druck- und der Saugseite der Schaufel. Eine intensivierte Blattspitzenumströmung und Spalt-
durchströmung sind die Folge. Dies wiederum ruft einen Blattspitzenwirbel mit einer höhe-
ren Wirbelzirkulation hervor. Eine erhöhte Wirbelzirkulation verlangt auf Grund des lokalen
Gleichgewichts im Wirbel einen niedrigeren Druck und eine niedrigere Dichte im Zentrum.
4.3.4. Stoß-Wirbel-Interaktion in transsonischen Axialrotoren
In dem vorliegenden Fall einer mit der Schaufelzahl näherungsweise periodischen Strömungs-
situation durchstößt der vom vorauslaufenden Blatt ausgehende Blattspitzenwirbel den von
der Vorderkante Blatt des nachlaufenden Blatts auf dessen Druckseite erzeugten Kanalstoß
(Abb. 1.1). Die dabei stattfindende Interaktion bewirkt eine plötzliche, starke Verzögerung der
Wirbelströmung. Diese bedingt eine Veränderung der Wirbelstärkenverteilung (s.Kap. 4.2).
Als Folge davon bildet sich stromab des Kanalstoßes ein blasenförmiges Gebiet niedriger
Machzahl aus (Abb. 4.34). An der Größe der Blase kann bereits die Stärke der Interaktion
erkannt werden.
(a) Nahe Sperrgrenze,
m˙/m˙max = 0, 999
(b) Nahe Auslegung,
m˙/m˙max = 0, 98
(c) Nahe Stabilitätsgrenze,
m˙/m˙max = 0, 925
Abb. 4.34 Verteilung der Dichte und der Relativ-Machzahl in einer 99,2% S1-Fläche.
In dem Betriebspunkt nahe der Sperrgrenze entstehen an der Schaufeloberkante zwei Wir-
bel, einer an der Vorderkante und einer bei ungefähr 40% Sehnenlänge (Abb. 4.15). Der
zweite Wirbel besitzt eine geringere Wirbelstärke als der Vorderkantenwirbel. Beide Wirbel
sind an ihrem Dichteminimum im Wirbelkern zu erkennen. Der zweite Wirbel ergibt sich in
einer S1-Fläche bei 99,2% der Kanalhöhe, also dicht unterhalb der Schaufeloberkante, und
ist gut sichtbar (Abb. 4.34(a)). Ein Indiz für die Existenz von Wirbeln in dem hier diskutierten
Fall ist unter anderem die Ausbildung einer Kanalstoß-Wirbel-Interaktion, die weitaus mehr
Raum in Anspruch nimmt als der Wirbel selbst. Erkennbar sind diese Bereiche z.B. an der
geringen Geschwindigkeit und der geringen Machzahl, die in ihnen herrschen. Im angedros-
selten Zustand nahe der Auslegung kann der zweite Wirbel noch identifiziert werden. Seine
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Stärke hat indessen abgenommen. Dies ist verständlich, weil der ursächliche Drucksprung
mit dem Drosseln verschwindet (Abb. 4.16). In der Kanalhöhe von 98,5% hinterlässt dieser
zweite Wirbel keine topologischen Spuren mehr stromauf des Kanalstoßes. Seine Interakti-
on mit dem Kanalstoß ist dagegen noch gut erkennbar (Abb. 4.14). Mit Annäherung an die
Stabilitätsgrenze verschwindet der zweite Wirbel gänzlich.
Man kann drei Intensitätsklassen der Stoß-Wirbel-Interaktionen unterscheiden, schwach,
moderat und stark [THOMER 2003]. Ein wesentlicher Parameter ist dabei der Winkel zwi-
schen der Wirbelachse und der Stoßfläche. Die betreffenden Topologieänderungen treten in
Abhängigkeit des Betriebspunkts auf. Eine Veränderung des Betriebspunkts bedingt eine
Veränderung der Hauptströmung, der Stoßlage, der Stoßstärke, der Schaufelbelastung, der
Spaltströmung, der Blattspitzenwirbelströmung sowie eine Veränderung der Stoß-Wirbel-
Interaktion. Mit Annäherung an die Stabilitätsgrenze vergrößert sich der Stoßabstand zur
Schaufelvorderkante, und der Fußpunkt des Kanalstoßes auf der Saugseite der vorauseilen-
den Schaufel wandert ungleich weiter stromauf (Abbn. 4.10-4.12), wodurch sich der Stoß
aufsteilt. Die Lage des Blattspitzenwirbels ist nahezu unverändert (Abb. 4.34). Deshalb ver-
ringert sich leicht der Einfallswinkel zwischen Wirbel und Stoßfläche mit der Androsselung
von β1,choke ≈ 90o auf β1,stall ≈ 75o.
Nahe der Sperrgrenze kann die Interaktion bei geöffneter Drossel mit einer Normalstoß-
Wirbel-Interaktion verglichen werden. Aufgrund der geringen Wirbelzirkulation und der ge-
ringen Stoßstärke in diesem Betriebspunkt durchdringt der Wirbel ungehindert den Kanalstoß
(Abb. 4.35). Sowohl der Stoß als auch der Wirbel werden nur geringfügig gestört. Insgesamt
bleibt der Wirbel erhalten und folgt stromab der Hauptströmung. Die Interaktion wird als
schwach charakterisiert.
(a) Schaufelwand tangierend (b) Spaltmitte passierend (c) Gehäusewand tangierend
Abb. 4.35 Stromlinien der Wirbelfütterschicht coloriert mit der Geschwindigkeitskomponente
wz , nahe der Sperrgrenze, m˙/m˙max = 0, 999 .
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(a) Axialgeschwindigkeit des Wirbels
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(b) Rotationsgeschwindigkeit des Wirbels entlang der
horizontalen Wirbelprofilhauptachse
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(c) Rotationsgeschwindigkeit des Wirbels entlang der
vertikalen Wirbelprofilhauptachse
Abb. 4.36 Verläufe der Geschwindigkeitskomponenten entlang der Wirbelprofilhauptachsen stromauf
der Stoß-Wirbel-Interaktion.
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(a) Relativgeschwindigkeitbetrag
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(b) Druckrelation
Abb. 4.37 Verläufe des Relativgeschwindigkeitbetrags und der Druckrelation pr,t/p entlang der Wir-
beltrajektorien für die Betriebspunkte nahe Sperrgrenze, Auslegung, nahe Stabilitätsgrenze.
(a) Nahe Sperrgrenze,
m˙/m˙max = 0, 999
(b) Nahe Auslegung,
m˙/m˙max = 0, 98
(c) Nahe Stabilitätsgrenze,
m˙/m˙max = 0, 925
Abb. 4.38 Verteilung der Druckrelation pr,t/p in einer 98,5% und 97% S1-Fläche, Stromlinien im
Wirbelzentrum.
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Im angedrosselten Betriebspunkt nahe der Auslegung lässt sich eine moderate Schrägstoß-
Wirbel-Interaktion feststellen. Durch die angestiegene Schaufelbelastung steigt die Wirbel-
stärke (Abb. 4.36). Gleichzeitig, mit der Erhöhung der Zirkulation, sinken der Druck und die
Dichte im Wirbelkern wegen des inneren radialen Gleichgewichts. Die Folge ist eine Schwä-
chung des Wirbels, der nun einen verringerten axialen Impulsfluss besitzt. Zur Überwindung
des Drucksprungs infolge des Verdichtungsstoßes muss jedoch ein Mindestwert erreicht wer-
den. An der Auftreffstelle des Wirbels kommt es zu einer lokalen Verformung der Stoßfläche
in Form einer stromauf gerichteten Ausbeulung. Der Grad der Verformung ist charakteris-
tisch für die Intensität der Wechselwirkung. Stromab bildet sich ein räumlich schmal be-
grenztes Unterschallgebiet aus, in dem der drehungsbehaftete Teil der Strömung verzögert
wird (Abb. 4.37(a)). Es kommt zu einer Störung des Wirbels. Der Wirbelkern weitet sich auf,
der jedoch weiter stromab wieder in den Transschallbereich beschleunigt wird und die Form
eines Längswirbels behält (Abb. 4.26). Die Unterschallblase ist noch in der Größenordnung
des Wirbelkerndurchmessers (Abbn. 4.38(b), 4.39(a)). Innerhalb des Unterschallgebiets lässt
sich kein Staupunkt feststellen (Abbn. 4.37(b), 4.38(b)).
(a) Nahe Auslegung, m˙/m˙max = 0, 98 (b) Nahe Stabilitätsgrenze, m˙/m˙max = 0, 925
Abb. 4.39 Verteilung der Relativgeschwindigkeitsbetrags in einer Schnittebene längs der Wirbelachse
(Schnittposition angezeigt in Abb. 4.38(b)), Stromlinien im Wirbelzentrum.
Ausgehend vom Betriebspunkt nahe der Auslegung verstärken sich mit fortgesetzter Dros-
selung die Mechanismen zur Schwächung des Wirbels (Abb. 4.40). Nahe der Stabilitätsgren-
ze tritt eine starke Interaktion auf. Die Stoßfläche weist eine enorme Verformung auf. Die
ursprüngliche Stoßlage, im Sinne einer interaktionsfreien Konfiguration, wie sie in einer S1-
Fläche bei 70% der Kanalhöhe zu finden ist, lässt sich nicht mehr feststellen. Im Interaktions-
gebiet außerhalb des Wirbelkerns existieren schwache schräge Stöße. Auf der Wirbelachse ist
der Stoß sehr aufgesteilt. Sein Verlauf ist nahezu senkrecht in diesem Bereich. Nun ist auf
der Wirbelachse ein Staupunkt mit einem sich stromab anschließenden Rezirkulationsgebiet
festzustellen (Abb. 4.37(b)). Die Reorganisation der Wirbelstruktur führt zu einem zopfarti-
gen Einrollen der Wirbelstromlinien innerhalb der Blase (Abb. 4.41). Die Geschwindigkeiten
in der Rezirkulationsblase sind auf sehr kleine Werte abgesunken. Bereichsweise sind der
Totaldruck und der statische Druck gleich (Abb. 4.38(c)).
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(a) Druck, Stromlinien nahe des
Wirbelzentrums
(b) Dichte, Relativ-Machzahl (c) Temperatur, Relativgeschwindig-
keitsbetrag
Abb. 4.40 Darstellung der Stoß-Wirbel-Interaktion in einer 98,5% S1-Fläche nahe der Stabilitäts-
grenze, m˙/m˙max = 0, 925.
Neben der blasenförmigen Wirbelkernaufweitung ist ein Wirbelaufplatzen nicht zu erken-
nen. Stromab der Blase fügen sich die Stromlinien wieder zu einem Längswirbel zusammen.
Im Vergleich zu dem Auslegungsbetriebspunkt ist die räumliche Ausdehnung der Blase in al-
le Richtungen stark angewachsen (Abb. 4.39(b)). Die Hauptabmessungen der Blase sind weit
größer als die Größenordnung des Wirbelkerndurchmessers. Aufgrund dessen und wegen der
geometrischen Begrenzung durch die Gehäusewand verlagert sich das Zentrum der Blase von
98% Kanalhöhe auf 97%. In der globalen Betrachtung ist die Blase für eine massive Blocka-
ge der Hauptströmung verantwortlich. Unter anderem gehen damit Fehlanströmungen und
Verluste einher. In der lokalen Analyse wird durch die Wirbelkernaufweitung die Spaltströ-
mung, die zwischen Gehäuse und Wirbelkern strömt, weit in Richtung der gegenüberliegen-
den Schaufel abgedrängt. Dadurch werden die Strömungsverhältnisse an der Vorderkante der
gegenüberliegenden Schaufel stark beeinflusst.
Detailgenauere Darstellungen der Strömungsvorgänge innerhalb der Blase sind mit der ge-
wählten numerischen Gitterdiskretisierung nicht herbeizuführen. Eine angepasste Gitterfein-
heit überschreitet in Anbetracht der gittertopologischen Bedingungen, strukturierte Mehr-
blocknetze, die zu Verfügung stehenden Möglichkeiten. Der Rechenzeit- und Arbeitsspei-
cherbedarf würde um den Faktor 20 bis 30 ansteigen. Zwei Möglichkeiten stehen zur Ver-
fügung, um sich dieser Einschränkung zu entledigen. Zum einen können andere numeri-
sche Verfahren verwendet werden, die eine lokal begrenzte räumliche Verfeinerung erlau-
ben, z.B. durch unstrukturierte Netze, Chimera-Technik. Andererseits kann die Stoß-Wirbel-
Interaktion separat, losgelöst von der Rotorströmung grundlegend simuliert werden. Durch
adäquate Vorgaben eines künstlichen Wirbels und Stoßbedingungen lassen sich vergleichbare
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Bedingungen zu denen im transsonischen Verdichterrotor in einem geometrisch einfacheren
Rechengebiet einstellen [THOMER 2003].
(a) Schaufelwand tangierend (b) Spaltmitte passierend (c) Gehäusewand tangierend
Abb. 4.41 Stromlinien der Wirbelfütterschicht coloriert mit der Geschwindigkeitskomponente wz ,
nahe der Stabilitätsgrenze, m˙/m˙max = 0, 925 .
Im Fall einer Normalstoß-Wirbel-Interaktion haben sich zwei Kennzahlen zur Charakteri-
sierung als sinnvoll erwiesen. Mit Hilfe dieser Kennzahlen ist es möglich, das Stabilitätsver-
halten eines Wirbels gegenüber einem möglichen Aufplatzen zu charakterisieren. Der Auf-
platzvorgang hängt sowohl von dem aufgeprägten Druckgradienten in Strömungsrichtung, in
diesem Fall durch den Kanalstoß, als auch von dem Verhältnis zwischen Wirbelzirkulation
und Ausbreitungsgeschwindigkeit wϕ,max/wax,min ab. Der Drucksprung ist primär durch die
störungsfreie Anströmmachzahl definiert. Überschreitet das Geschwindigkeitsverhältnis bei
gegebener Anströmmachzahl einen kritischen Wert (wϕ/wz)krit, so wird ein Aufplatzen des
Wirbels beobachtet. Im Fall einer Schrägstoß-Wirbel-Wechselwirkung muss der Stoßwinkel
mitberücksichtigt werden.
In Abbildung 4.37(a) sind die Wirbelgeschwindigkeitsprofile stromauf der Interaktion für
verschiedene Betriebszustände dargestellt. Bezogen auf einen Betriebspunkt sind die maxi-
malen Umfangsgeschwindigkeiten auf den Wirbelquerschnitts-Hauptachsen nicht identisch.
Ein repräsentativer Wert ist durch das arithmetische Mittel aller vier Werte gegeben. Die so
berechneten Geschwindigkeitsverhältnisse steigen mit Annäherung an die Stabilitätsgrenze
(Tab. 4.2). Die Anströmmachzahl unterscheidet sich nur gering zwischen den ausgewählten
Betriebspunkten. Sie beträgt Mrel ≈ 1, 6. Eine Übertragung der Werte in ein Wirbelaufplatz-
diagramm zeigt, dass mit Erreichen der Verdichterstabilitätsgrenze ein kritisches Verhältnis
eintritt (Abb. 4.6).
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Tabelle 4.2. Wirbelgeschwindigkeitsverhältnisse wϕ,max/wax,min stromauf des Kanalstoßes für die
Betriebspunkte nahe der Sperrgrenze, Auslegung und nahe der Stabilitätsgrenze.
Betriebspunkt wϕ,max/wax,min Mrel
Nahe Sperrgrenze 0, 225 1.47
Nahe Auslegung 0, 287 1.49
Nahe Stabilitätsgrenze 0, 351 1.55
4.3.5. Störmechanismen nahe der Stabilitätsgrenze
Der Massenstrom durch den Verdichter kann durch Drosselung mittels Druckerhöhung am
Austritt verringert werden. Das ist jedoch nur beschränkt möglich. Im stationären Berech-
nungsmodus für Betriebspunkte mit einem Massenstrom m˙ ≥ 18, 99 kg/s konnte das oh-
ne Konvergenzschwierigkeiten simuliert werden. Eine geringfügig weitere Steigerung des
Drucks an der Austrittsrandbedingung führte bei dem Wert m˙ = 18, 99 kg/s zum Divergie-
ren der Rechenresiduen. Der so bestimmte stationäre Betriebspunkt beschreibt die numeri-
sche Verdichter-Stabilitätsgrenze, die stark vom gewählten numerischen Verfahren abhängen
kann (s.Kap. A). Mit Überschreiten der Stabilitätsgrenze wird ein instabiles, instationäres
Betriebsverhalten initiiert, der Beginn des Wirbelaufplatzvorgangs [HOFMANN und BALL-
MANN 2003, HOFMANN und BALLMANN 2004a]. Das instationäre Verhalten konnte durch
instationäre und zeitgenaue Berechnungen mittels der Dual-Time Stepping Methode simuliert
werden.
Abbildung 4.42 zeigt das Druckverhältnis über dem Massenstrom für stabile und instabile
Betriebspunkte bei Nenndrehzahl. Alle Symbole kennzeichnen berechnete Betriebszustände.
Um die Übersichtlichkeit zu wahren, ist auf der instabilen, instationären Seite nur ein Bruch-
teil der berechneten Punkte eingezeichnet, die untereinander eine konstante Zeitdifferenz be-
sitzen. Der Informationsgehalt wird dadurch nicht beeinträchtigt. Markantes Merkmal der
Stabilitätsgrenze in dieser Untersuchung und für diese Konfiguration ist das nicht steigerbare
Druckverhältnis gegenüber dem vorangegangenen Betriebspunkt, d.h. ein Nulldurchgang des
Gradienten der Kennlinie.
Die instationäre Rechnung wird vom letzten stabilen, stationären Betriebspunkt aus gestar-
tet. Die instationäre Berechnung verwendet als Anfangsdaten das Strömungsfeld des letzten
stationären Betriebspunkts (Abb. 4.44). Der Druck an der Austrittsseite wird ähnlich wie in
einem Experiment von einem Ausgangswert stetig bis einem Endwert gemäß einer Rampen-
funktion gesteigert und konstant gehalten (Abb. 4.43). Mit dem Start der instationären Be-
rechnung wird die Zeit t = 0 gewählt. Der Gegendruck wird nun um (p−pstall)/pstall = 0, 6%
innerhalb von 2ms (Millisekunden) angehoben, um danach auf diesem Niveau zu verhar-
ren. Die zeitliche Auflösung der instationären Berechnung beträgt Δt = 10−4 s. Mit Voran-
schreiten der Zeit und von Beginn der Simulation an nehmen die Strömungsänderungen, z.B.
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Druckabfall und Massenstromabnahme, innerhalb konstanter Zeitintervalle stetig zu.
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Abb. 4.42 Kennlinie bei Nenndrehzahl inkl. insta-
tionärer Berechnung im Off-Design.
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Abb. 4.43 Zeitverlauf der Ausströmrandbedin-
gung der instationären Berechnung.
In Abbildung 4.44 und den darauf folgenden befindet sich im linken Teilbild die Kenn-
linie, in der der aktuelle Betriebspunkt markiert ist. In der Mitte der Abbildung ist in einer
S1-Fläche bei 97% der Kanalhöhe die Verteilung des Absolutbetrags der Relativgeschwin-
digkeit dargestellt (Abb. 4.44(b)). Die obere Kanalansicht beinhaltet eine Momentaufnahme
von Stromlinien des Wirbelrands. In der unteren Schaufelpassage werden Stromlinien, die
sich in der direkten Nachbarschaft der Wirbelachse befinden, gezeigt. Die Stromlinien sind
unterschiedlich gefärbt, um den räumlichen Verlauf besser zu visualisieren. Rechts daneben,
in Abbildung 4.44(c), ist in einer Schnittebene, die die Wirbelachse schneidet, ebenfalls die
Verteilung der Geschwindigkeit dargestellt.
Zu Beginn der Simulation steigt durch den aufgeprägten Gegendruck das Druckverhältnis
leicht an. Nach t = 2 − 3ms ist das Druckverhältnis auf den ursprünglichen Wert zurück-
gegangen (Abb. 4.45). In dieser Zeit sind die Druckstörungen vom Austritt soweit strom-
auf vorangeschritten, dass sich der Druckanstieg am Eintritt des Rechengebiets bemerkbar
macht. Unter anderem fällt das Druckverhältnis aufgrund einer intensivierten Stoß-Wirbel-
Wechselwirkung. Die veränderten Strömungsbedingungen beeinflussen diese Wechselwir-
kung wesentlich. Wie bereits oben beschrieben ist die Wechselwirkung in direktem Zusam-
menhang mit den Druckverlusten zu sehen, die nun vermehrt zunehmen. Das Verhalten der
Interaktion, das sich beim Verändern des Betriebspunkts von der Sperrgrenze bis zur Sta-
bilitätsgrenze gezeigt hat, setzt sich fort. Die Intensität der Wechselwirkung im folgenden
instationären Vorgang steigert sich bis zu einem maximalen Wert, bis schließlich der Wir-
bel vollends aufplatzt. Der steigende Gegendruck erhöht die Schaufelbelastung und die Zir-
kulation des Blattspitzenwirbels. Der Wirbel wird weiter geschwächt hinsichtlich der Stoß-
durchdringung. Das Rezirkulationsgebiet wächst mit Fortschreiten der Berechnungsiterati-
onszyklen stark und schnell räumlich an. Es wandert stromauf und breitet sich nun auch in
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Richtung der Vorderkante der nachlaufenden Schaufel aus. Besonders auffällig ist die dezen-
trale Lage der aufgezwirbelten Stromlinien der Wirbelachse in diesem Gebiet. Die gestiege-
ne Rezirkulation kann durch die Momentaufnahmen der Stromlinien nachempfunden werden
(Abb. 4.46). Zum Zeitpunkt t = 4, 2ms verlassen die Wirbelstromlinien die Interaktionszone
noch in kompakter Form.
Das noch nicht eingetretene Wirbelaufplatzen tritt kurz danach zur Zeit t = 5, 0ms ein
(Abb. 4.47). Die bisherige blasenförmige Aufweitung und Einschnürung des Wirbelkerns
schließt sich nicht mehr. Die Stromlinien auf der Wirbelachse laufen stromab spiralförmig
auseinander und bilden dadurch einen Trichter. Mit dem Aufplatzen ist ein Staupunkt auf
der Wirbelachse, die sprunghafte Steigerung des Wirbelstrukturverlustes und des Rezirku-
lationsgebiets verbunden. Innerhalb der Interaktionszone treten starke Rezirkulationen auf,
die entgegen der ursprünglichen Wirbelfortschrittsrichtung gerichtet sind. In den folgenden
Sekundenbruchteilen breitet sich die Stoß-Wirbel-Interaktionsfront entlang der Wirbelachse
stromauf aus (Abb. 4.48). Bedingt durch die räumliche Ausdehnung der Interaktionszone
können die Wirbelfütterschicht und Spaltströmung sich nicht mehr stromab bewegen. Die
Blockage wird dadurch zusätzlich gesteigert.
Bis zur Zeit t = 5, 6ms kann die Strömung noch als mit der Schaufelanzahl periodisch nu-
merisch nachempfunden werden. Nach diesem Zeitpunkt erstreckt sich das Interaktionsgebiet
bis zur Druckseite der gegenüberliegenden Schaufel und dicht vor ihre Vorderkante. Die dor-
tige Spaltströmung unterliegt direkt dem Einfluss der Wirbelrezirkulation. Das führt schließ-
lich zur Verletzung der Periodizität und zum Konvergenzverlust der Berechnung. Die in dieser
Untersuchung zugrundeliegende Strömungsberechnungsmethode basiert auf der Annahme
der Periodizität, d.h. Geometrie und Strömung sind mit der Schaufelanzahl periodisch. Die-
ser Gedanke hat zu der Reduzierung des zu berechnenden Strömungsfelds auf einen Kanal
und die Verwendung periodischer Randbedingungen in dem numerischen Verfahren geführt.
Wie bereits oben erwähnt, sind rotierende Ablösungen oder ähnliche nicht-periodische, in-
stationäre Phänomene auf diese Weise nicht zu simulieren. Der komplette Strömungszusam-
menbruch, wie er in einem Pumpvorgang stattfindet, konnte somit hier nicht vorausbestimmt
werden.
Eine denkbare und sinnvolle zeitliche Weiterentwicklung des Strömungsfelds ist das strom-
aufgerichtete Herausspülen der Spaltströmung der nachlaufenden Schaufel, spilling forward.
Infolge des Wirbelaufplatzens wird die Spaltströmung zur Druckseite der nachlaufenden
Schaufel abgedrängt (Abb. 4.49). Die Rezirkulation und der austrittseitige Gegendruck sor-
gen zusätzlich dafür, dass sich eine entgegen der Hauptströmung gerichtete Sekundärströ-
mung ausbildet (Abb. 4.50). Die Schaufelbelastung im Blattspitzenbereich fällt dadurch er-
heblich ab (Abb. 4.51). Die Wirbelbildung kommt zum Erliegen und die Spaltströmung wird
stromauf vor die Vorderkante herausgedrückt, wodurch die Hauptströmung blockiert wird
und zusammenbrechen kann.
Die Ergebnisse aus diesem Abschnitt unterstützen bzw. bestätigen die Hypothese, dass
das Verdichterversagen, bzw. das Pumpen in engem Zusammenhang mit dem Wirbelauf-
platzen steht. Das Wirbelaufplatzen selbst scheint jedoch nicht direkt den Pumpvorgang zu
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(b) S1-97%, Wirbelstromlinien
(c) Schnittebene, Wirbelstromlinien
Abb. 4.44 Stoß-Wirbel-Interaktion, stationäre Be-
rechnung angrenzend an die Stabilitätsgrenze.
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Abb. 4.45 Stoß-Wirbel-Interaktion, instationäre
Berechnung, Off-Design, Zeit t = 3, 0ms.
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Abb. 4.46 Stoß-Wirbel-Interaktion, instationäre
Berechnung, Off-Design, Zeit t = 4, 2ms.
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Abb. 4.47 Stoß-Wirbel-Interaktion, instationäre
Berechnung, Off-Design, Zeit t = 5, 0ms.
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Abb. 4.48 Stoß-Wirbel-Interaktion, instationäre
Berechnung, Off-Design, Zeit t = 5, 4ms.
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Abb. 4.49 Stoß-Wirbel-Interaktion, instationäre
Berechnung, Off-Design, Zeit t = 5, 6ms.
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Abb. 4.50 Verteilung der Geschwindigkeitskom-
ponenten wy und wz in einer 98,5% S1-Fläche zur
Zeit t = 5, 6ms.
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Abb. 4.51 Momentane Wanddruckverteilungen
bei 98,5% Kanalhöhe für Betriebspunkte im Off-
Design bei Nenndrehzahl.
verursachen. Vielmehr werden durch dieses Phänomen die Bedingungen geschaffen, dass
das Spaltströmungsmaterial nicht mehr im Kanal stromab aus dem Kanal hinausschwimmen
kann, sondern stromauf vor die Schaufelvorderkante der nachlaufenden Schaufel strömt. De-
signvorschläge, die Einfluss auf die Spaltströmung und die Stoß-Wirbel-Interaktion nehmen,
wie z.B. Rotorpfeilung und Gehäusekonturierung, lassen sich in ihrer Wirkungsweise mit
dem hier vorgestellten Verständnis diskutieren und vielleicht sogar verstehen. Eine notwen-
dige Bedingung für das Wirbelaufplatzen ist ein genügend großer Gegendruck, der nicht un-
bedingt durch einen Verdichtungsstoß aufgebracht werden muss. Es ist daher denkbar, dass
der hier vorgestellte Mechanismus so oder in ähnlicher Art in subsonischen Verdichtern eben-
falls auftreten kann.
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5.1. Variation der Spalthöhe
Einen erheblichen Einfluss auf die Leistungsfähigkeit hoch belasteter transsonischer Kom-
pressoren hat die Spalthöhe aufgrund des dadurch begründeten Blattspitzenwirbels. Thomp-
son et al. fokussierten ihre experimentellen Untersuchungen auf den Zusammenhang zwi-
schen der Spaltgeometrie und die Leistungsfähigkeit des Rotors [THOMPSON et al. 1997].
Unter anderem wird der Frage nachgegangen, welche Bedingungen für einen optimalen Blatt-
spitzenspalt vorliegen müssen, sofern es einen solchen gibt. Eine optimale Spalthöhe hin-
sichtlich Arbeitsbereich und Pumpgrenzenabstand beträgt zwischen 0, 3% bis 1, 0% der Seh-
nenlänge. Im einzelnen kann dies jedoch von der Drehzahl abhängen. Die Spalthöhe des
Rotor 37 beträgt ca. 0, 4mm bei Auslegungsdrehzahl. Das entspricht 0, 7% der Sehnenlänge.
Im Gegensatz zu experimentellen Untersuchungen, die üblicherweise die Spalthöhe durch
veränderte Gehäusegeometrien realisieren, ist in der vorliegenden numerischen Untersuchung
die Spalthöhe durch Variation der Schaufelhöhe bei unveränderter Gehäusegeometrie verän-
dert worden. Die Schaufel ist nicht skaliert worden, sondern um das entsprechende Stück ver-
längert oder beschnitten worden. Aus der Sicht der numerischen Berechnung ist bei einer Ver-
änderung der Spalthöhe die Gitterunabhängigkeit der Simulation sicherzustellen. Exempla-
risch für den Fall der Verdopplung der Spalthöhe (TC=Tip Clearance) sind in Abbildung 5.1
die globalen Kenngrößen für zwei unterschiedliche Spaltdiskretisierungen dargestellt. Zum
einem ist die Punkteanzahl im Spalt gegenüber dem Nominalspalt konstant geblieben, was
zu einer wesentlichen Veränderung der Gittermaschenweite führt, und zum anderen ist die
Anzahl in der radialen Richtung verdoppelt worden. In beiden Fällen ist der y+-Abstand an
den Wänden berücksichtigt worden.
Wie im Fall der Nominalspalthöhe führt eine zu geringe Punkteanzahl im Spalt zu einem
verfrühten numerischen Verdichterversagen (Abschn. A). Die berechneten Druck- und Wir-
kungsgradcharakteristiken verlaufen bei Verwendung von 17 Punkten unterhalb derer mit 33
Punkten. Ohne näher auf diese Eigenschaft einzugehen, sind weitere Variationen der Spalt-
höhe durchgeführt worden. Die Punkteanzahl ist dabei in radialer Richtung im Spalt der
Spalthöhe angepasst worden. Tabelle 5.1 zeigt eine Übersicht über die verwendeten Diskre-
tisierungen, in der nur die Änderungen gegenüber dem Basisgitter notiert sind. Die radiale
Diskretisierung der Schaufelwand mit der dazugehörigen Verfeinerung unterhalb der Schau-
feloberkante ist mit 65 Punkten unverändert geblieben.
Abbildung 5.2 zeigt die Druckverhältnisse bei konstanter Drehzahl und variierter Spalt-
höhe. Zur Erleichterung des Vergleichs sind die Berechnungsergebnisse für die vergrößerten
Spalthöhen in einer Darstellung zusammengefasst worden, ebenso diejenigen mit verringer-
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Abb. 5.1 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei Nenndrehzahl, Spalthöhe
200%.
Tabelle 5.1. Spalt- und Schaufeldiskretisierung für unterschiedliche Spalthöhen.
Spalthöhe (TC) Punkteanzahl
Spalt Schaufel
Nominalspalt, 100% 17 65
0% 0 81
50% 9 65
75% 13 65
150% 25 65
200% 33 65
250% 41 65
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ter Spalthöhe. Sperrmassenströme unterliegen einer starken Abhängigkeit von der Spalthöhe.
Je größer diese ist, desto geringer ist der maximale Massenstrom (Abb. 5.2). Ein größerer
Radialspalt lässt einen größeren Spaltmassenstrom durch. Dadurch steigen die Größe und
Stärke der Blattspitzenwirbel an. Die Wirbelstärken lassen sich mit Hilfe der Druckminima
im jeweiligen Wirbelkern bewerten (Abb. 5.3). Die Bildung stärkerer Wirbel führt zu einer
vergrößerten Strömungsblockage infolge der Stoß-Wirbel-Interaktion. Dieser Prozess wirkt
sich auf die Sperrgrenze aus und verschiebt sie zu niedrigeren Werten.
Im Falle der Nominalspalthöhe liegen die Geschwindigkeiten der Hauptströmung im Kanal
im sonischen Bereich nahe der Sperrgrenze (Abb. 5.4). Infolge einer Querschnittsverengung
beschleunigt die Hauptströmung stromab der Blockage. Die so entstehenden Überschallge-
schwindigkeitsfelder schließen mit einer Stoßwelle am Austritt des Kanals ab. Daraus kann
geschlossen werden, dass die Höhe des Drucksprungs infolge dieses Stoßes für die Ausbil-
dung und Stärke des zweiten Blattspitzenwirbel mitverantwortlich ist.
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(a) Vergrößerung der Spalthöhe
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Abb. 5.2 Totaldruckverhältnisse entlang der Drosselkurve bei Nenndrehzahl, Variation
der Spalthöhe (TC).
Der Arbeitsbereich konnte ausgehend von der Nominalspalthöhe durch Variation der Spalt-
höhe nicht vergrößert werden. Der Arbeitsbereich verringert sich mit zunehmender Abwei-
chung von der Ausgangshöhe. Experimente an Verdichterprüfständen zeigen jedoch einen
zunehmenden Arbeitsbereich mit zunehmender Spalthöhe. Die Vermutung liegt nahe, dass
die Drehzahlkurven nicht bis vollends zur Stabilitätsgrenze berechnet worden sind. Das kann
vom Autor allerdings nicht nachgewiesen werden. Das maximal erreichbare Druckverhältnis
steigt mit abnehmender Spalthöhe. Exemplarisch werden die berechneten Strömungsfelder
von drei unterschiedlichen Spalthöhen im Detail untersucht: verringerter Spalt (75% TC),
Originalspalthöhe (100% TC) und vergrößerter Spalt (200% TC). Aufgrund der unterschied-
lichen Spaltkonfigurationen, wodurch Arbeitsbereich und Sperrmassenströme ebenfalls dif-
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(a) 100% Spalthöhe (b) 200% Spalthöhe
Abb. 5.3 Druckverteilungen in einer S1-Fläche 1% der Kanalhöhe unterhalb der Schaufeloberkante,
nahe der Sperrgrenze.
(a) 100% Spalthöhe (b) 200% Spalthöhe
Abb. 5.4 Verteilung der Relativ-Machzahl in einer 70% S1-Fläche, nahe der Sperrgrenze.
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ferieren, können vergleichbare Betriebszustände nicht durch ein Druckverhältnis oder einen
Massenstrom alleine sichergestellt werden. Um dennoch den Spalteinfluss auf die Wirbelto-
pologie hin untersuchen zu können, sind als repräsentative Betriebspunkte diejenigen nahe
der jeweiligen Stabilitätsgrenze ausgewählt worden (Tab. 5.2). Die zu untersuchenden Be-
triebspunkte sind in der Abbildung 5.2 rot gekennzeichnet. Die Lage und die Stärke des
Kanalstoßes sind identisch (Abb. 5.5). Stromab des Kanalstoßes treten bedingt durch die
Spaltströmung Unterschiede auf.
Tabelle 5.2. Betriebspunkte nahe der Stabilitätsgrenze bei Variation der Spalthöhe.
Spalthöhe (TC) Massenstrom m˙ [kg/s]
Nominalspalt, 100% 19,25
75% 19,29
200% 19,28
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Abb. 5.5 Dichteverlauf in einer 70% S1-Fläche
entlang der Kanalmitte, Variation der Spalthöhe,
nahe der Stabilitätsgrenze (Pos. Abb. 4.10(a)).
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Abb. 5.6 Dichteverlauf entlang der Wirbeltrajek-
torien, Variation der Spalthöhe, nahe der Stabili-
tätsgrenze.
Die Abbildung 5.7 zeigt Wirbelprofile der Dichte und der Geschwindigkeitskomponenten.
Der Wirbelkerndurchmesser und die Lage der Wirbeltrajektorie, die sowohl durch das Dich-
teminimum als auch durch den Nulldurchgang der Wirbelumfangsgeschwindigkeitskompo-
nente bestimmt wird, ist unabhängig von der Spalthöhe. Entsprechend der Spalthöhe ist die
radiale Lage der Wirbelachse versetzt. Mit zunehmender Spalthöhe erhöht sich der Spalt-
massenstrom. Mit Ausbreitung des Wirbels in den Kanal hinein vergrößert sich der Abstand
zwischen ihm und der Schaufelwand. Diese Distanz muss von der Wirbelfütterschicht über-
brückt werden. Bei einer Zunahme des Spaltmassenstroms verbessert sich die Versorgung des
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(a) Dichteverlauf entlang der horizontalen
Profilhauptachse
z-Koordinate [m]
G
e
sc
hw
in
di
gk
e
it
w
a
x
[m
/s
]
0.008 0.010 0.012 0.014
400
420
440
460
480
500
75% TC
100% TC
200% TC
(b) Verlauf der axialen Wirbelgeschwindigkeit
entlang der horizontalen Profilhauptachse
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(c) Verlauf der Wirbelrotationsgeschwindigkeit
entlang der horizontalen Profilhauptachse
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(d) Verlauf der Wirbelrotationsgeschwindigkeit
entlang der vertikalen Profilhauptachse
Abb. 5.7 Verläufe der Dichte und Geschwindigkeitskomponenten im Wirbel entlang der Wirbelpro-
filhauptachse an Position 2 bei Variation der Spalthöhe im Betriebspunkt nahe der Stabilitätsgrenze
(Position angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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Wirbels. Die Wirbelumfangsgeschwindigkeiten nehmen zu. Dies ist unter anderem an der
Dichteverteilung entlang der Trajektorie erkennbar. Diese verläuft flacher, also auf gleich-
bleibendem niedrigen Niveau, mit zunehmender Spalthöhe (Abb. 5.6).
(a) 75% Spalthöhe (b) 200% Spalthöhe
Abb. 5.8 Verteilung der axialen Wirbelgeschwindigkeit in einem Profilschnitt an Position 2
(Position angezeigt in Abb. 4.18(a)).
Die Wirbelaxialgeschwindigkeit steigt mit zunehmender Spalthöhe, und das Axialgeschwin-
digkeitsprofil verliert an Symmetrie (Abb. 5.8). Der Schnittpunkt der eingezeichneten Linien
deutet auf das Wirbelzentrum hin. Das axiale Geschwindigkeitsprofil ist noch vom nachlauf-
artigen Typ. Wie schon eingangs erwähnt ist die Entstehung des Blattspitzenwirbel vergleich-
bar mit derjenigen eines lee-seitigen Wirbels an einer Unterschallvorderkante eines Deltaflü-
gels. Diese Vorderkantenwirbel besitzen zu Beginn ihrer Entstehung ein jetartiges Axialge-
schwindigkeitsprofil, das sich mit der räumlichen Fortschreitung in ein nachlaufartiges Profil
wandeln kann [MÜLLER und HUMMEL 2000, MÜLLER 2001]. Je größer die Spalthöhe ist,
desto mehr ähneln sich die räumlichen Randbedingungen eines Deltaflügels und eines Rotors.
Tabelle 5.3. Wirbelgeschwindigkeitsverhältnisse wϕ,max/wax,min bei
Variation der Spalthöhe nahe der Stabilitätsgrenze, Nenndrehzahl.
Spalthöhe wϕ,max/wax,min Mrel
75% 0, 286 1,55
100% 0, 351 1,55
200% 0, 433 1,55
In Tabelle 5.3 sind die Geschwindigkeitsverhältnisse wϕ,max/wax,min des Blattspitzenwir-
bels für die unterschiedlichen Konfigurationen aufgelistet. Mit zunehmender Spalthöhe wird
der Wirbel instabiler und neigt beim Durchgang durch den Kanalstoß zum Aufplatzen. In
Abbildung 5.9 ist dies durch die den Wirbelkern umgebenden räumlichen Stromlinien visua-
lisert. Aus diesem Grund liegt bei vergrößertem Spalt die Stabilitätsgrenze bei einem höhe-
ren Massenstrom. Trotzdem ist der Umkehrschluss nicht möglich, dass ein Optimum durch
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eine möglichst kleine Spalthöhe zu realisieren wäre. Abbildung 5.10 zeigt zum einen für
die verschiedenen Spalthöhen die Relativ-Machzahlverteilungen in einer S1-Fläche 1% der
Kanalhöhe unterhalb der Schaufeloberkante und zum anderen Stromlinien, die dem jeweili-
gen Wirbelrandbereich zuzuordnen sind. Obwohl der Blattspitzenwirbel im Fall der geringen
Spalthöhe nicht aufplatzt, sind die Auswirkungen der Stoß-Wirbel-Interaktion bestimmend
für das Betriebsverhalten. Die Zirkulation des Wirbels ist stromab des Kanalstoßes zu ge-
ring, um die ankommende Spaltströmung zu bündeln. Aufgrund der Nähe zur Gehäusewand
dehnt sich die Interaktionszone stärker in Umfangsrichtung aus als bei größerer Spalthöhe.
Dadurch wird die Zuströmung des Spalts der nachlaufenden Schaufel ähnlich beeinträchtigt,
wie es durch den Wirbelaufplatzvorgang bedingt ist. Das Strömungsfeld des Kanals ist nicht
mehr mit der Schaufelanzahl periodisch.
(a) 75% Spalthöhe (b) 100% Spalthöhe (c) 200% Spalthöhe
Abb. 5.9 Druckverteilungen in einer S1-Fläche 1% der Kanalhöhe unterhalb der
Schaufeloberkante sowie Stromlinien nahe der Wirbelachse.
Als extremes Beispiel ist der Rotor ohne Spalt simuliert worden. In diesem Fall sind
Spaltströmungen und die zugehörigen Stoß-Wirbel-Wechselwirkungen nicht existent. Ab-
bildung 5.11 zeigt in einer S1-Fläche bei 98,5% Kanalhöhe die Machzahlverteilung für die
letzten drei berechneten Betriebspunkte vor dem Überschreiten der Stabilitätsgrenze (vgl.
Abb. 5.2(b)). Durch den Kanalstoß induziert löst auf der Saugseite der Schaufel die Strö-
mung ab. Mit Annäherung an die Stabilitätsgrenze wächst die räumliche Ausdehnung dieser
Ablösung infolge des erhöhten Gegendrucks, der am Austritt aufgeprägt wird, stark an. Der
Hauptströmungsquerschnitt wird stark eingeschränkt, und schließlich führt die Blockage in-
folge der Strömungsumlenkung zum Strömungszusammenbruch.
Wirbelströmung und Stoß-Wirbel-Interaktion können auch dazu beitragen, ein Strömungs-
feld positiv zu beeinflussen, indem sie z.B. das Ausmaß einer stoßinduzierten Ablösung ver-
mindern. Mit ansteigender Spalthöhe wird diese abgeschwächt (Abb. 5.10). Eine verbes-
86
5.1. Variation der Spalthöhe
(a) 75% Spalthöhe (b) 100% Spalthöhe (c) 200% Spalthöhe
Abb. 5.10 Relativ-Machzahlverteilungen in einer S1-Fläche 1% der Kanalhöhe unter-
halb der Schaufeloberkante sowie Stromlinien im Wirbelrandbereich.
(a) m˙ = 20.01 kg/s (b) m˙ = 19.74 kg/s (c) m˙ = 19.30 kg/s
Abb. 5.11 Relativ-Machzahlverteilungen in einer 98,5% S1-Fläche für die spaltfreie Konfiguration.
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serte Spaltgeometrie kann darin bestehen, die Stoß-Wirbel-Wechselwirkung zu reduzieren,
bei gleichzeitiger Vermeidung von stoßinduzierten Ablösungen auf der Saugseite der Schau-
fel. Ausgehend von der Geometrie mit Nominalspalt bedeutet dies, eine Wirbelcharakteristik
wie im Fall der niedrigen Spalthöhe hervorzurufen. Der Sperrmassenstrom würde sich wahr-
scheinlich nicht verändern. Die Verluste infolge der Stoß-Wirbel-Wechselwirkung müssten
aber geringer ausfallen und der Arbeitsbereich ausgedehnt werden.
5.2. Variation der Rotordrehzahl
Die Anstellung der Schaufelanströmung und die Schaufelbelastung stehen in direkter Abhän-
gigkeit von der Rotordrehzahl. Aufgrund der sich einstellenden Strömungsgeschwindigkeit
variieren ebenso die Stärke und die Lage des Kanalstoßes. Bei einer Rotordrehzahl von ca.
60% der Auslegungsdrehzahl ergeben sich noch sonische Strömungszustände im Schaufel-
kanal. Die Fehlanströmung der Schaufel ist jedoch so groß, dass sich keine ”saubere” Um-
strömung der Profile im Blattspitzenbereich ergibt. Die Schaufelbelastung ist dort sehr gering
und der entstehende Blattspitzenwirbel nur von sehr geringer Stärke. Um ein transsonisches
Strömungsfeld und eine gesunde Profilumströmung zu gewährleisten, sind Drehzahlen größer
75% der Auslegungsdrehzahl untersucht worden [HOFMANN und BALLMANN 2004b].
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Abb. 5.12 Verdichterkennfeld, Totaldruckverhältnis.
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Aufgrund der Radialkräfte, die auf die Schaufelstruktur einwirken, und der thermischen
Belastung variiert die Spalthöhe mit der Rotordrehzahl. Aufgrund von nicht ausreichenden
Informationen ist jedoch in der hier vorgelegten Arbeit die Spalthöhe für alle Drehzahlen
konstant gehalten worden. Aus der Literatur konnte lediglich die Spalthöhe bei 60% der Aus-
legungsdrehzahl herausgelesen werden [SUDER et al. 1994, SUDER 1997]. Sie misst etwa
150% der Nominalspalthöhe. In Abschnitt 5.1 ist der Einfluss der Spalthöhe bei Auslegungs-
drehzahl diskutiert worden. Das Spektrum der untersuchten Spalthöhen reicht von 0% der
Nominalspalthöhe bis hin zu 250%. Weil die Änderung der Spalthöhe in dem untersuchten
Drehzahlbereich von 75% bis 102,5% der Auslegungsdrehzahl nur geringfügig variiert, ist
eine Übertragung der Ergebnisse bei Spaltvariation auf andere Drehzahlen möglich. Exem-
plarisch wird die Wirbelströmung für die Drehzahlen 100%, 85% und 75% der Nominaldreh-
zahl nahe der Stabilitätsgrenze untersucht. Die korrespondierenden Betriebspunkte sind in
dem Verdichterkennfeld durch große Symbole markiert (Abb. 5.12).
(a) 100% NHRT (b) 85% NHRT (c) 75% NHRT
Abb. 5.13 Dichte- und Relativ-Machzahlverteilungen in einer 98,5% S1-Fläche,
nahe der Stabilitätsgrenze, Drehzahlvariation.
Mit Reduzierung der Drehzahl verschieben sich die Lage des Bug- und Kanalstoßes strom-
auf (Abbn. 5.13, 5.17). Die Stärke und die radiale Erstreckung der Stöße (hier nicht gezeigt)
verringert sich aufgrund der Umfangsgeschwindigkeit, die in etwa doppelt so groß ist wie die
axiale Geschwindigkeitskomponente. Für alle untersuchten Drehzahlen ergaben sich nahe
der Stabilitätsgrenze starke Stoß-Wirbel-Interaktionen, die mit Reduzieren der Drehzahl an
Intensität zunehmen (Abb. 5.14). Bedeutend ist jedoch, dass die Interaktionszone sich bis zur
Vorderkante der nachlaufenden Schaufel hin erstreckt und dort die periodischen Strömungs-
bedingungen stört.
Korrespondierend zu den qualitativen Beobachtungen kann der Blattspitzenwirbel für die
entsprechende Rotordrehzahl auch in einer quantitativen Weise beschrieben werden. Die Ro-
89
5. Einflussnahme auf die Stoß-Wirbel-Interaktion
(a) 100% NHRT (b) 85% NHRT (c) 75% NHRT
Abb. 5.14 Stromlinien der Wirbelfütterschicht coloriert mit der Geschwindigkeitskomponente wz ,
nahe der Stabilitätsgrenze, Drehzahlvariation.
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Abb. 5.15 Dichteverläufe entlang der Wirbeltra-
jektorien nahe der Stabilitätsgrenze bei Drehzahl-
variation.
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Abb. 5.16 Geschwindigkeitsverläufe entlang der
Wirbeltrajektorien, nahe der Stabilitätsgrenze,
Drehzahlvariation.
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Abb. 5.17 Wanddruckverlauf bei 98,5% Kanalhö-
he nahe der Stabilitätsgrenze bei Drehzahlvariati-
on.
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(c) Rotationsgeschwindigkeit entlang der Hochachse
Abb. 5.18 Verläufe der Wirbelgeschwindigkeitskomponenten entlang der Profilhauptachsen stromauf
der Stoß-Wirbel-Interaktion nahe der Stabilitätsgrenze bei Drehzahlvariation.
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torbelastung im Schaufelendbereich nimmt über die gesamte Profillänge ab (Abb. 5.17). Der
Druck auf der Saugseite nahe der Vorderkante bei ca. z = 0, 007m, dort wo der Wirbel
seinen Fußpunkt hat, ist für die ausgewählten Betriebspunkte nahe der Stabilitätsgrenze kon-
stant. Obwohl die Druckdifferenz zwischen Druck- und Saugseite von der Drehzahl abhän-
gig ist, sind die Werte der Dichte an dieser Stelle der Wirbeltrajektorie für die verschiedenen
Drehzahlen konstant (Abb. 5.15). Ebenso ist die Geschwindigkeit im Wirbelkern zu Beginn
der Entstehung des Wirbels identisch mit der Rotorumfangsgeschwindigkeit. Daran lässt sich
erkennen, dass der Wirbelkern aus Grenzschichtmaterial entsteht. Die weitere Entwicklung
des Wirbels wird jedoch zunehmend durch den Charakter der Spaltströmung bestimmt (s.
Kap. 4.3.3).
Die Abbildungen 5.17, 5.15 und 5.16 zeigen deutlich die Verschiebung des Kanalstoßes
stromauf. Dadurch wird die Stoß-Wirbel-Interaktion in ein Gebiet hineingetragen, in dem
der Wirbel sensibler auf Störungen reagiert. Das Geschwindigkeitsverhältnis wϕ,max/wax,min
steigt stromauf der Wirbeltrajektorie (Tab. 4.1). Die Axialgeschwindigkeit im Wirbel variiert
stromauf der Interaktionszone stärker mit der Drehzahländerung als die Umfangskomponen-
te, wax, 75%NHRT ≈ 0, 55 · wax, 100%NHRT und wϕ, 75%NHRT ≈ 0, 9 · wϕ, 100%NHRT . Die La-
ge des Wirbels variiert nur unwesentlich (Abb. 5.14). Die resultierenden Geschwindigkeits-
verhältnisse sind in Tabelle 5.4 notiert. Ein Vergleich mit dem Wirbelstabilitätsdiagramm
(Abb. 4.6, S. 41) zeigt eine hervorragende Übereinstimmung. Im Bereich der unteren Ge-
schwindigkeiten liegen die Werte zugehörig zu dem Blattspitzenwirbel höher als diejenigen,
die in Experimenten oder in theoretischen Grundlagenuntersuchungen gewonnen wurden.
Gründe für diese Abweichung sind die Interaktion des Kanalstoßes mit dem Wirbel in einer
frühen Phase seiner Entwicklung und der nicht senkrechte Einfallswinkel des Wirbels in die
Stoßfläche.
Tabelle 5.4. Wirbelgeschwindigkeitsverhältnisse wϕ,max/wax,min
bei Variation der Drehzahl nahe der Stabilitätsgrenze.
Drehzahl vϕ,max/vax,min Mrel
75% 0, 581 1,27
85% 0, 398 1,37
92,5% 0, 388 1,46
97,5% 0, 372 1,50
100% 0, 351 1,55
102,5% 0, 348 1,6
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5.3. Pfeilung der Rotorgeometrie
Ein Flugtriebwerksverdichter soll nicht nur den hochgesteckten Effizienzanforderungen ge-
recht werden. Er muss sich darüber hinaus während seines Betriebs über den ganzen Dreh-
zahlbereich in einem sicheren Abstand zur Pumpgrenze befinden (Abb. 1.2). Eine charakte-
ristische Eigenschaft von transsonischen Axialrotoren ist der eng begrenzte Arbeitsbereich
innerhalb der Auslegungsdrehzahl. Gemessen am Luftdurchsatz sind es nicht mehr als 10%
des Auslegungsmassenstroms. Um hocheffiziente transsonische Rotoren bestmöglich in ei-
nem Flugtriebwerk zu nutzen, werden Maßnahmen zur Vergrößerung des Betriebsbereichs
erdacht und entwickelt, wie z.B. das Konturieren der Gehäusewand (casing treatment) oder
das Pfeilen der Rotorschaufel [GÜMMER et al. 2003,BERGNER und HENNECKE 2003,PASS-
BRUCKER et al. 2003, WILKE und KAU 2003].
Die Schaufelbelastung im Blattspitzenbereich kann durch den Einsatz der Geometriepfei-
lung reduziert werden. Diese Modifikation hat dadurch direkten Einfluss auf die Spaltströ-
mung, die Wirbelentstehung und -topologie. Der Begriff der Pfeilung wurde der Tragflügel-
aerodynamik entlehnt. Dort bezeichnet Pfeilung besondere Flügelkonfigurationen. Bei Über-
tragung in die Verdichteraerodynamik spricht man in ähnlichem Sinne von Pfeilung, wenn
die Zuströmung nicht senkrecht zur Schaufelachse verläuft.
Bedingt durch hohe Druckverhältnisse und den Wunsch nach Aufrechterhaltung der Ge-
schwindigkeiten in der Meridionalebene, verlaufen Nabe und Gehäuse in den Frontstufen
moderner, mehrstufiger Verdichter deutlich konvergent. Bei rein konventioneller Beschau-
felung, d.h. rein radialer Ausrichtung der Schaufelschnitte, können unbeabsichtigt im Be-
reich der Ringkanalwände durch entsprechende Radiusveränderungen Pfeilungen auftreten.
In zunehmendem Maße findet sich im Bereich der Verdichterentwicklung eine ganz bewusste
Verwendung von Pfeilung. Gümmer konzentrierte seine Untersuchungen auf die aerodynami-
schen Gesichtspunkte der Pfeilung [GÜMMER 2000]. Einfache physikalische Modellbetrach-
tungen und die Zusammenführung der in der Fachliteratur existierenden Erkenntnisse führen
zu einem qualitativen Verständnis der Auswirkungen von Pfeilung. Experimente an transso-
nischen und subsonischen Rotoren zeigen eindrucksvoll, dass durch den Einsatz der positi-
ven Pfeilung der Arbeitsbereich vergrößert sowie das Leistungsverhalten gesteigert werden
kann [DENTON und XU 2002, GÜMMER et al. 2003, ROHKAMM et al. 2003, PASSBRUCKER
et al. 2003].
Als eine positive Pfeilung wird eine Verschiebung der Profilschnitte entgegen der Strö-
mungsrichtung entlang der Profilsehne bezeichnet (Abb. 5.19). Erfolgt die Verbiegung der
ursprünglich radialen Auffädelungslinie nicht rein in Sehnentangentenrichtung sondern auch
senkrecht zu dieser, tritt zusätzlich eine sogenannte V-Stellung auf. Mögliche Geometriepa-
rameter, die zur Definition der Pfeilung dienen, sind in einer Ebene definiert, die durch die
Sehnentangente und die radiale Auffädelungslinie aufgespannt wird (Abb. 5.20). Die Para-
meter der verwendeten Pfeilung sind in Tabelle 5.5 aufgelistet. Durch die Pfeilung verlängert
sich die radiale Ausdehnung des NASA Rotor 37, weil die Gehäusekontur stromauf diver-
giert. Aus diesem Grund ist die gepfeilte Auffädelungslinie um ca. 2mm stromab axial ver-
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schoben worden (Abb. 5.21).
Die berechneten Charakteristiken zeigen einen vergrößerten Arbeitsbereich gegenüber den-
jenigen, die sich mittels der Nominalkontur ergeben. Das Druckverhältnis ist jedoch im Fall
der Pfeilung geringer, d.h. die Verdichterarbeit ist unterschiedlich. Aus der Darstellung der
Wirbelstromlinien sowie den Verteilungen der Relativ-Machzahl und der Dichte kann ledig-
lich eine schwache bis moderate Stoß-Wirbel-Interaktion festgestellt werden (Abbn. 5.23,
5.28).
Die Profilanstellung reduziert durch eine zusätzliche Strömungsumlenkung in radialer Rich-
tung die Belastung im Schaufelendbereich dort, wo eine positive Pfeilung vorliegt (Abb. 5.26).
Demzufolge ergeben sich Blattspitzenwirbel mit einer geringeren Zirkulation. Die Verteilun-
gen der Dichte und der Geschwindigkeit entlang der Wirbeltrajektorien liegen höher als bei
der Ausgangskonfiguration (Abbn. 5.24, 5.25). Geschwindigkeitsprofile stromauf der Wech-
selwirkung zeigen im Vergleich zur Ausgangskonfiguration eine höhere Axialgeschwindig-
keit im Wirbelkern und eine geringere Zirkulation (Abb. 5.25). Die geringere Wirbelstärke
führt zu einer schwächeren Stoß-Wirbel-Interaktion. Die Wirbelgeschwindigkeitsverhältnis-
se wϕ,max/wax,min sind in Tabelle 5.6 aufgelistet. Durch ein Übertragen der Werte in das
Wirbelaufplatzdiagramm erkennt man (Abb. 4.6, S. 41), dass sie unterhalb der Wirbelauf-
platzgrenze liegen.
Im Vergleich mit der Nominalkontur ist der Abstand des Bugstoßes zur Schaufelvorder-
kante an der Blattspitze verkürzt. Wohingegen der Abstand bei 70% Kanalhöhe, die stell-
vertretend für den mittleren Spannweitenbereich ausgewählt worden ist, zugenommen hat
(Abbn. 5.31, 5.30). Der Bugstoß verändert seine Lage nicht gleichförmig mit der Pfeilung.
Vielmehr bleibt er im gehäusenahen Bereich seiner ursprünglichen Lage treu und verläuft
in radialer Richtung senkrecht zur Gehäusewand [HOEGER et al. 2004, HAH und LOELL-
BACH 1998]. Wenn die Profilverschiebung aufgrund einer positiven Pfeilung größer ist als
der Abstand des Bugstoßes zur Schaufelvorderkante, muss der Bugstoß dieser zwangsläu-
fig folgen. Der Stoßabstand wird dann sehr klein. Im übrigen Spannweitenbereich hingegen
vergrößert sich dadurch der Stoßabstand. Durch diese Umorientierung des Bugstoßes wird
auch das Strömungsfeld der Nachbarpassage mitbestimmt. Im Umkehrschluss wird auch das
Strömungsfeld durch das Stoßsystem der vorauseilenden Nachbarpassagen beeinflusst. Dies
mag der Grund sein, weswegen, anders als in den bisher hierzu vorliegenden Untersuchun-
gen, mit dem Androsseln die axiale Ausbreitungsgeschwindigkeit des Wirbels in den Kanal
hinein steigt.
Abweichend von den Strömungsfeldern mit Nominalkontur bildet sich eine λ-Stoßstruktur
auf der Saugseite der Schaufel aus, die mit dem Androsseln stark anwächst (Abb. 5.29). Im
Betriebspunkt BP3 ist der komplette Kanalstoß davon betroffen. Die λ-Struktur erstreckt sich
bis vor die Schaufelvorderkante. Die Pfeilung hat aber nicht nur Einfluss auf die Stoßstruktur
im Kanal. Ebenso wie eine positive Pfeilung die Profilbelastung reduzieren kann, führt eine
negative Pfeilung zu einer Mehrbelastung. Dieser Fall tritt aber genau dort ein, wo eine posi-
tive Pfeilung abgeschwächt wird bzw. weggenommen wird. Mit dem Androsseln wächst eine
Ablösung auf der Saugseite, die durch den Kanalstoß induziert wird. Im Betriebspunkt BP3
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ist das Ablösegebiet so stark angewachsen, dass der Verlauf der Wirbeltrajektorie dadurch
deutlich gestört wird.
Das Wirbelgeschwindigkeitsverhältnis wϕ,max/wax,min nimmt von dem Betriebspunkt BP1
hin zu BP2 zu. Von BP2 nach BP3 hingegen fällt sein Wert ab. Die geringe Stoß-Wirbel-
Wechselwirkung führt dazu, dass der Arbeitsbereich über seine ursprüngliche Beschränkung
hinaus vergrößert werden kann. Im Betriebspunkt BP3 muss der Blattspitzenwirbel aufgrund
der veränderten Stoßstruktur zwei Stöße durchdringen. Die Durchdringung des ersten Stoßes
resultiert aufgrund des stumpfen Einfallswinkels und des günstigen Wirbelgeschwindigkeits-
verhältnisses wϕ,max/wax,min in einer schwachen Interaktion. Lediglich die Stoßfront ist an
der Kontaktstelle etwas gekrümmt. Beim Durchgang wird die Wirbeltrajektorie zur Stoßflä-
che hin abgelenkt. Bei der Interaktion mit dem zweiten Stoß ist der Wirbeleinfallswinkel
steiler. Die sich einstellende Wechselwirkung verläuft trotzdem schwach, weil der Wirbel
infolge seiner ersten Interaktion geschwächt worden ist. Weil in allen Betriebspunkten kein
Wirbelaufplatzen und keine ausreichend große Interaktionszone auftritt, ist die Abreißgrenze
des Verdichters mit gepfeilter Kontur nicht durch Spalt- oder Wirbelströmungen bestimmt,
sondern durch das Anwachsen der Ablösezonen auf der Saugseite der Schaufeln.
Tabelle 5.5. Geometrieparameter zur Definition der Pfeilung.
Parameter Wert
α 20o
hA 0, 1 ·H
λ 0, 94
Tabelle 5.6. Wirbelgeschwindigkeitsverhältnisse wϕ,max/wax,min
stromauf der Interaktion, gepfeilte Rotorgeometrie.
Betriebspunkt wϕ,max/wax,min Mrel
BP1 0, 24 1,54
BP2 0, 26 1,57
BP3 0, 23 1,58
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Abb. 5.20 Geometriedefinitionen zur Beschrei-
bung der Auffädelungslinie.
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Abb. 5.21 Meridionalansichten des Rotors.
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Abb. 5.22 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei Nenndrehzahl,
Nominalgeometrie und gepfeilte Rotorgeometrie.
(a) Betriebspunkt BP1 (b) Betriebspunkt BP2 (c) Betriebspunkt BP3
Abb. 5.23 Stromlinien der Wirbelfütterschicht coloriert mit der Geschwindigkeitskomponente wz ,
gepfeilte Rotorgeometrie.
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Abb. 5.24 Dichteverläufe entlang der Wir-
beltrajektorien, gepfeilte Rotorgeometrie.
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Abb. 5.25 Geschwindigkeitsverläufe entlang
der Wirbeltrajektorien, gepfeilte Rotorgeo-
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Abb. 5.26 Wanddruckverläufe bei 98,5%
Kanalhöhe, gepfeilte Geometrie.
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Abb. 5.27 Wirbelgeschwindigkeitsprofile stromauf der Stoß-Wirbel-Interaktion, gepfeilte Geometrie.
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(a) Betriebspunkt BP1 (b) Betriebspunkt BP2 (c) Betriebspunkt BP3
Abb. 5.28 Dichte- und Relativ-Machzahlverteilungen in einer 98,5% S1-Fläche, gepfeilte Rotorgeo-
metrie.
(a) Betriebspunkt BP1 (b) Betriebspunkt BP2 (c) Betriebspunkt BP3
Abb. 5.29 Dichte- und Relativ-Machzahlverteilungen in einer 70% S1-Fläche, gepfeilte Rotorgeome-
trie.
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(a) Nominalkontur, P2 (b) Pfeilung, BP2
Abb. 5.30 Druckverteilungen p im Schnitt A und auf der Saugseite, oberflächennahe Stromlinien auf
der Saugseite (Schnitt A in Abb. 5.28(b) angezeigt).
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Abb. 5.31 Vergleich der Verläufe der Relativ-Machzahl für Pfeilung
und Nominalkontur stromauf der Vorderkante im Schnitt A.
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6. Zusammenfassung
Ähnlich den Strömungsbedingungen einer mit Überschall umströmten Unterschallvorderkan-
te eines Deltaflügels entstehen Wirbel an der Blattspitze in transsonischen Verdichterlaufrä-
dern. Betrachtet man einen einzelnen Schaufelkanal (Rotorpassage) des Ringgitters, so startet
die Wirbeltrajektorie an der Schaufelspitze auf der Saugseite der vorlaufenden Schaufel und
verläuft in den Kanal hinein, wo der Wirbel auf den von der nachlaufenden Schaufel erzeug-
ten Kanalstoß trifft und mit diesem interagiert. In der vorliegenden Arbeit sind dreidimen-
sionale Strömungsberechnungen an einem transsonischen Rotor, NASA Rotor 37, mit dem
Ziel durchgeführt worden, die Entstehung des Blattspitzenwirbels, den Aufrollvorgang des
Wirbels, seine Ausbreitung in der Rotorpassage, seine Wechselwirkung mit den Wandgrenz-
schichten und seine Wechselwirkung mit dem Passagestoß zu untersuchen. Dabei werden
insbesondere Betriebsbedingungen nahe der Stabilitätsgrenze betrachtet.
In der vorliegenden Untersuchung konnten die drei wesentlichen Ausprägungen der Stoß-
Wirbel-Interaktion in Korrelation mit charakteristischen Betriebspunkten der transsonischen
Rotorströmung gebracht werden. Der Betriebspunkt nahe der Sperrgrenze verweist auf eine
schwache Interaktion. Der Wirbel und der Kanalstoß zeigen keine wesentlichen Veränderun-
gen ihrer Strukturen. Im leicht angedrosselten Betriebspunkt nahe der Auslegung kann eine
moderate Interaktion beobachtet werden. Im Durchstoßpunkt des Wirbels beult sich der Stoß
aus. Stromab dieser lokalen Stoßverformung weitet sich der Wirbel auf und umschließt ein
blasenförmiges Gebiet niedriger Geschwindigkeiten. Der Wirbel bleibt stromab von dieser
Interaktionszone als Wirbel erkennbar.
Nahe der Stabilitätsgrenze treten starke Wechselwirkungen auf. Die Stoßbeule wächst in
ihrer Ausdehnung an. Auf der Wirbelachse lässt sich die Ausbildung eines Staupunktes er-
kennen. Entsprechend niedrig sind die Geschwindigkeiten in dem blasenförmigen Bereich
stromab der Durchstoßstelle. Innerhalb der Blase kommt es zu einer Neustrukturierung des
Wirbels. Der Wirbel beginnt sich zopfartig einzurollen.
Eine weitere Drosselung der Verdichterströmung führt zum Aufplatzen des Wirbels. Für
aufplatzende Wirbel in einer Überschallströmung ist ein kennzeichnendes Merkmal, dass das
Profil der Axialgeschwindigkeit im Wirbel einen nachlaufartigen Charakter besitzt. Um in
einem transsonischen Verdichterrotor ein unrealistisches, instationäres, stromauf gerichtetes
Anwachsen der Stoß-Wirbel-Wechselwirkung zu vermeiden, muss diese Geschwindigkeits-
komponente supersonisch sein.
Wirbelaufplatzen ist primär ein druckgesteuerter Prozess. In transsonischen Rotorströmun-
gen ist der Druckanstieg primär durch den Kanalstoß und somit durch die Anströmmachzahl
vorgegeben. Das Aufplatzen eines Wirbels ist sowohl von den Bedingungen der Hauptströ-
mung als auch von seinen eigenen charakteristischen Parametern abhängig. Als wesentli-
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che Kenngrößen haben sich das Wirbelgeschwindigkeitsverhältnis wϕ,max/wax,min im Wir-
belkern und der Einfallswinkel zwischen der Wirbeltrajektorie und der Stoßfläche ergeben.
Im Extremfall wϕ,max/wax,min = 0 liegt wirbelfreie Strömung vor. Überschreitet das Ge-
schwindigkeitsverhältnis einen kritischen Wert, der mit der Anströmmachzahl variiert, tritt
das Wirbelaufplatzen auf. Je flacher der Wirbel auf einen Stoß trifft, desto schwächer sind
die Stoß-Wirbel-Wechselwirkungen. Die in den einzelnen Betriebspunkten ermittelten Wir-
belgeschwindigkeitsverhältnisse wϕ,max/wax,min steigen mit Androsselung an. Ein direkter
Zusammenhang zwischen Schaufelbelastung im Blattspitzenbereich und der Wirbelzirkula-
tion konnte aufgezeigt werden. Durch Variation der Rotordrehzahl und Ermittlung der Werte
für wϕ,max/wax,min nahe der Stabilitätsgrenze konnte eine gute Übereinstimmung mit einem
aus den Grundlagenuntersuchungen stammenden Wirbelaufplatzdiagramm aufgezeigt wer-
den.
Mittels Berechnungen, in denen die Spalthöhe und Rotordrehzahl variiert wurden, konnte
die Aussage unterstützt und bestätigt werden, dass das Einsetzen von Strömungsinstabilitäten,
wie sie an der Stabilitätsgrenze auftreten, bzw. das Verdichterversagen von Rotoren mit hoch-
belasteten Blattspitzen in engem Zusammenhang mit der Stoß-Wirbel-Wechselwirkung und
dem Wirbelaufplatzen stehen. Durch die starke Interaktion zwischen Kanalstoß und Blattspit-
zenwirbel werden die Bedingungen geschaffen, dass das Spaltströmungsmaterial nicht mehr
im Kanal stromab aus dem Kanal herausströmen kann, sondern stromauf vor die Schaufel-
vorderkante der nachlaufenden Schaufel strömt. Dabei ist das Wirbelaufplatzen nicht aus-
schlaggebend sondern die Blockage infolge der Stoß-Wirbel-Interaktion. Deutlich wird dies
durch die Analyse der Berechnungsergebnisse bei Variation der Spalthöhe. Eine große Spalt-
höhe bewirkt einen Wirbel mit einer hohen Zirkulation und einer starken Wechselwirkung an
der Stabilitätsgrenze. Eine kleine Spalthöhe bewirkt dagegen eine niedrige Zirkulation und
eine schwache Wechselwirkung an der Stabilitätsgrenze. Aufgrund der räumlichen Nähe zum
Gehäuse gestaltet sich die räumliche Blockage der Interaktionszone jedoch gleich groß. Die
geringe Spalthöhe führt ebenso wie die große Spalthöhe zu einer Umlenkung der Spaltströ-
mung zur Vorderkante der gegenüberliegenden Schaufel.
Weil in dieser Arbeit eine mit der Schaufelanzahl periodische Strömungssituation voraus-
gesetzt wurde, konnte das Berechnungsgebiet auf eine Kanalpassage mit periodischen Rand-
bedingungen beschränkt werden. Diese Annahme wird durch das Auftreten nicht periodischer
Strömungsbedingungen, wie sie durch das Ablenken der Spaltströmung hin zur Vorderkante
der Nachbarschaufel auftreten kann, verletzt. Die Vermutung liegt nahe, dass gerade diese
nicht mit der Schaufelanzahl periodischen Strömungsvorgänge Strömungsinstabilitäten ver-
ursachen, die zum Verdichterversagen führen können.
Die Pfeilung der Rotorgeometrie ist eine effektive Maßnahme, um die Schaufelbelastung
im Blattspitzenbereich zu reduzieren. Sie nimmt direkt Einfluss auf die Spalt- und Wirbel-
strömung. Zusätzlich beeinflusst die Rotorgeometrie entscheidend die Stoßstruktur im Ka-
nal. Generell konnte durch Pfeilung die Ausbildung von Blattspitzenwirbeln mit geringerer
Zirkulation festgestellt werden. Die geringere Wirbelstärke und die veränderte Stoßstruktur
verschieben die Stabilitätsgrenze zu niedrigeren Massenströmen. An der Stabilitätsgrenze ist
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kein Wirbelaufplatzen eingetreten. Vielmehr konnte ein starkes Anwachsen der stoßbeding-
ten Ablösung auf der Profilsaugseite beobachtet werden, das schließlich numerisch Verdich-
terversagen vorhersagt. Mitverantwortlich für die starke Ablösung ist eine Mehrbelastung
der Profilschnitte, an denen die Pfeilung reduziert wird und die Schaufelgeometrie in ihre
ursprüngliche Form, die unveränderte Profilgeometrie, zurückkehrt. Durch die veränderten
Strömungsbedingungen im Kanal ergeben sich niedrigere Druckverhältnisse. Die bei den be-
treffenden Berechnungen verwendete Pfeilung konnte zumindest einen Hinweis geben, dass
das Betriebsverhalten durch Modifikationen der Blattspitzengeometrie positiv zu beeinflussen
ist. Durch den vorliegenden veränderlichen Kanalquerschnitt, lässt sich die Pfeilung jedoch
nicht isoliert betrachten. Bedingt durch die Anstellung treten eine Schaufelverlängerung und
Änderungen der Anströmung auf. Für weitere detaillierte Untersuchungen solcher Maßnah-
men sind konstante Gehäuse- und Nabenradien vorzuziehen.
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A.1. Turbulenzmodellierung
Turbulenzmodelle sind gekennzeichnet durch jeweils anwendungsabhängige Vorteile oder
Nachteile sowie einen unterschiedlichen Mehrbedarf an numerischer Rechenzeit und Ar-
beitsspeicher [LÜCKE 1997, SCHUBERT 1999, CORATEKIN 2000]. Um sich mit der gege-
benen Aufgabenstellung in sinnvollen Ausmaßen bezüglich des Arbeitsspeicherbedarfs und
der Rechenzeit zu positionieren, können einzig die statistischen Turbulenzmodelle mit Her-
vorhebung der Wirbelviskositätsmodelle eingesetzt werden. Die dieser Klasse zugehörigen
Turbulenzmodelle kann man anhand der zusätzlich zu den Erhaltungsgleichungen zu lösen-
den Gleichungen qualifizieren: Null-Gleichungs-Modelle oder algebraische Modelle sind da-
durch gekennzeichnet, dass dabei außer den Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und
Energie keine zusätzliche Differentialgleichung gelöst werden muss. Ein Vertreter ist z.B.
das Baldwin-Lomax Turbulenzmodell. Sobald eine zusätzliche Differentialgleichung zu lö-
sen ist, spricht man von Ein-Gleichungs-Modellen, z.B. Spalart-Allmaras Modell, Zwei-
Gleichungs-Modellen, z.B. k − ε- oder k − ω-Modell. Diese Differentialgleichungen sind
Aussagen über turbulenzbeschreibende Größen und werden ihrer Form nach wie die genann-
ten Bilanzgleichungen angesetzt. Dem turbulenten Austausch tragen sie nicht wirklich Rech-
nung. Einzelheiten zu den im Strömungslöser Euranus implementierten Turbulenzmodellen,
Baldwin-Lomax, Chien, Launder-Sharma, Yang-Shih, Standard k−ε mit Wandfunktion, sind
im Benutzerhandbuch angegeben [NUMECA 2000].
Null-Gleichungs-Modelle sind einfach anzuwenden. Die turbulente Viskosität hängt nur
vom geometrischen Ort und von der lokalen Hauptströmung ab. Berechnungen für stationäre,
instationäre und aeroelastische Tragflügel-Umströmungen unter Verwendung des Baldwin-
Lomax Modells können durchaus qualitativ und quantitativ gute Übereinstimmungen mit
Messergebnissen ergeben [BRITTEN 2002]. In dem hier diskutierten Fall der rotierenden,
transsonischen Innenströmung ergeben sich mit diesem Modell, abhängig von weiteren nu-
merischen Parametern wie der Knotendichte oder dem dimensionslosen Wandabstand y+ der
wandgebundenen ersten Zellschicht, stark variierende Ergebnisse der Strömungsberechnung.
Eine Gegenüberstellung verschiedener Rechengitterkonfigurationen, Berechnungsprogram-
me und Turbulenzmodelle, die insbesondere anhand des NASA Rotor 37 diskutiert werden,
befindet sich im AGARD Bericht 355 [DUNHAM 1998].
Verdichtercharakteristiken, die mittels des Baldwin-Lomax Modells (B-L) bestimmt wor-
den sind, deuten auf eine Stabilitätsgrenze hin, die bei einem zu großen Massenstrom eintritt.
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Insbesondere dann, wenn die Rechengitter eine hohe Knotendichte, speziell in Wandnähe
(kleine y+-Werte), besitzen. Dieses Fehlverhalten der Simulation wird auch als numerical
prestall bezeichnet. Werden hingegen grobe Diskretisierungen eingesetzt, verschiebt sich die
Stabilitätsgrenze zu niedrigeren Massenströmen. Die Charakteristik des Druckverhältnisses
verläuft jedoch unterhalb der gemessenen Kurve [WILKE und KAU 2001, NUMECA 2003].
Im Folgenden werden die Berechnungsergebnisse, die mittels zweier k − ε-Turbulenzmo-
delle erzielt worden sind, miteinander verglichen: zum einen das Modell mit den Erweite-
rungen nach Yang/Shih und zum anderen das Modell nach Launder/Sharma. Beide Modelle
basieren auf dem Standard k−ε-Turbulenzmodell. Dieses Modell ist unter der Voraussetzung
hoher turbulenter Reynolds-Zahlen hergeleitet worden, wie sie in vollturbulenten Strömun-
gen auftreten. In der Nähe fester Wände ist eine Dämpfung der normal zur Wand gerichteten
turbulenten Fluktuationen zu beobachten, so dass hier Viskositätseinflüsse an Bedeutung ge-
winnen. Dies führt zur Ausbildung einer viskosen Unterschicht. Um Strömungen in unmit-
telbarer Wandnähe zu berechnen, sind verschiedene Dämpfungsterme zum Standardmodell
hinzugefügt worden, die den viskosen Effekten Rechnung zu tragen. Daher auch ihr Name:
Low-Reynolds k − ε.
Die beiden oben genannten Modelle sind für wandnahe Bereiche des Strömungsgebietes
erweitert worden. Beide Modelle beschreiben die Schubspannungsgeschwindigkeit nicht mit-
tels des logarithmischen Wandgesetzes. Deshalb bedürfen sie einer feinen Diskretisierung in
Wandnähe 1 < y+ < 10. Die Erweiterung von Yang/Shih formuliert im Unterschied zu Laun-
der/Sharma keinen konstanten Wert für die turbulente Dissipationsrate an der Wand, sondern
eine Abhängigkeit von der turbulenten kinetischen Energie.
Im Vergleich der berechneten Sperrmassenströme erkennt man für das Launder/Sharma
Modell einen etwas niedrigeren Wert als bei Verwendung des Yang/Shih Modells. Beide
Werte zeigen eine gute Übereinstimmung mit dem Messergebnis und liegen innerhalb der
Messgenauigkeit des Experiments (Tab. A.1). Die Wirkungsgradcharakteristiken beider Mo-
delle sind deckungsgleich (Abb. A.1). Das Totaldruckverhältnis mittels Yang/Shih ist etwa
ΔΠt ≈ 1.5% höher als mittels Launder/Sharma. Diese Charakteristik endet, bevor ein Über-
kippen, d.h. ein Vorzeichenwechsel des Gradienten, stattfindet. Zusätzlich tritt die Stabilitäts-
grenze bei einem größeren Massenstrom ein. Der Betriebsbereich Δm˙ = m˙max − m˙stall fällt
für das Launder/Sharma Modell kleiner aus.
Tabelle A.1. Sperrmassenströme m˙max, Basisgitter, Nenndrehzahl, Ver-
gleich k − ε Turbulenzmodelle.
m˙max [kg/s] Abweichung vom Experiment
Yang/Shih 20.836 −0.45%
Launder/Sharma 20.826 −0.49%
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Abb. A.1 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei Nenndreh-
zahl, Basisgitter, Vergleich k − ε Turbulenzmodelle.
Die radialen Verteilungen der umfangsgemittelten Drücke berechnet mittels Launder/Shar-
ma weisen gegenüber dem anderen Modell eine stetige Zunahme von Druckverlusten zum
Schaufelende hin auf, die sich im angedrosselten Zustand verstärkt (Abb. A.2). Im Vergleich
der Temperaturverhältnisse zeigt sich das Temperaturniveau ebenfalls niedriger. Die auftre-
tenden Druckverluste sind wahrscheinlich weniger einem Strömungsphänomen zuzuordnen
als der numerischen Diffusion des numerischen Verfahrens. Weil sich die Temperatur und der
Druck gleichermaßen verändern, ist das radiale Wirkungsgradprofil beider Modelle nahezu
deckungsgleich. Das gleiche gilt ebenso für den Gesamtwirkungsgrad, der auf den radialen
Verteilungen basiert.
Im Vergleich der lokalen Verteilung der Station 2 bei 70% der Kanalhöhe unterscheiden
sich die berechneten Machzahlen der beiden Modelle nicht (Abb. A.3). Dies gilt sowohl für
den Betriebspunkt nahe der Auslegung (hier nicht gezeigt) als auch für den Betriebspunkt
nahe der Stabilitätsgrenze. Die Machzahlen stromauf sowie stromab der Kanalstoßfront sind
auf gleichem Niveau, und die Stoßlage ist identisch. Jenseits von 70% der Kanalhöhe, in
einer Höhe von 90% und insbesondere 95%, sind Unterschiede im Bereich des Stoßes an der
Stärke der Stoß-Wirbel-Interaktion erkennbar. Die Verteilung der Relativ-Machzahl für 95%
der Kanalhöhe zeigt im Fall des Launder/Sharma Modells eine tiefere und breitere Senke.
Zusammenfassend lässt sich sagen, dass die Berechnungsergebnisse, die sowohl mittels
Yang/Shih (s.Kap. 3) als auch Launder/Sharma erzielt worden sind, in gutem Einklang mit
den Messergebnissen stehen. Qualitativ und quantitativ wird im Vergleich zu den gemessenen
Charakteristiken das Betriebsverhalten durch das Yang/Shih Modell etwas besser wiederge-
geben. Die Druckverhältnischarakteristik des Launder/Sharma Modells besitzt an der Stabi-
litätsgrenze noch einen negativen Gradienten, und der dazugehörige Massenstrom m˙stall ist
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Abb. A.2 Radiale Verteilung umfangsgemittelter Druckverhältnisse, Temperaturverhältnisse und Wir-
kungsgrade, Betriebspunkte m˙/m˙max = 0.98 und m˙/m˙max = 0.925, Basisgitter, m˙/m˙max = 0.98,
Vergleich k − ε Turbulenzmodelle.
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Abb. A.3 Lokale Verteilung der Relativ-Machzahl, Basisgitter, m˙/m˙max = 0.925, Ver-
gleich k − ε Turbulenzmodelle.
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(a) S1-Fläche 90% Kanalhöhe (b) S1-Fläche 95% Kanalhöhe
Abb. A.4 Verteilung der Relativ-Machzahl, Basisgitter, m˙/m˙max = 0.925, Laun-
der/Sharma Turbulenzmodell.
größer als im Experiment. Aufgrund des höheren Massenstroms sollte die Anstellung der
Strömung an der Schaufelvorderkante geringer sein, was mit geringeren Verlusten verbunden
ist. Trotzdem ist das Druckverhältnis niedriger, d.h. es treten größere Verluste auf. Demzu-
folge werden in der Berechnung strömungsphysikalische Störmechanismen nahe der Stabi-
litätsgrenze und Sekundärströmungsverluste überbewertet. Diese sind im wesentlichen dem
Blattspitzenwirbel und der Kanalstoß-Wirbel-Interaktion zuzuschreiben. Erkennbar wird dies
an der Machzahlverteilung auf einer S1-Fläche bei 95% der Kanalhöhe. Das Launder/Sharma
Modell bedingt eine größere Wirbelrezirkulationsblase stromab des Stoßes (Abb. A.4).
A.2. Wandabstand y+
Wie bereits oben erwähnt besitzt der dimensionslose Wandabstand y+ der wandnahen ers-
ten Gitterzellschicht einen nicht unerheblichen Einfluss auf das Berechnungsergebnis. Im
folgenden Abschnitt wird anhand von drei verschiedenen numerischen Gittern der Einfluss
diskutiert. Ausgehend von dem bestehenden Basisgitter sind die Zellen an den Wänden in der
wandnormalen Richtung so variiert worden, dass sich Werte y+ ≈ 3 und y+ ≈ 10 ergeben.
Die Anzahl der Rechengitterpunkte ist unverändert.
Im Vergleich der Berechnungsergebnisse zeigen sich mit steigendem y+ deutlich anstei-
gende Sperrmassenströme (Tab. A.2). Zu einem Wert von y+ ≈ 10 ergibt sich sogar ein
Wert, der höher als der experimentell gemessene ist. Bei gleichem Massenstrom verschieben
sich Druckverhältnisse und Wirkungsgrade zu höheren Werten (Abb. A.5). Die numerisch ge-
fundene Stabilitätsgrenze tritt bei höheren Massenströmen ein, wodurch der Arbeitsbereich
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reduziert wird.
Um einen Vergleich der umfangsgemittelten Kenngrößen bei ähnlichen Betriebszuständen
durchführen zu können, sind Betriebspunkte mit einem Massenstromverhältnis m˙/m˙max =
0.98 verwendet worden (Abb. A.6). Die radialen Verteilungen zeigen, dass mit steigendem
y+ das Druckverhältnis über die gesamte Kanalhöhe in gleichem Maße erhöht wird. Die
Temperaturverhältnisse verschieben sich gleichsam zu höheren Werten mit Ausnahme des
Schaufelendbereichs, d.h. ab 80% der Kanalhöhe. Dort nähern sich die Kurven an und sind
kaum zu unterscheiden. Die Berechnungsvorschrift des Wirkungsgrades ergibt sich verein-
facht als Verhältnis zwischen einem Druckverhältnis und einem Temperaturverhältnis. Des-
halb sind die Wirkungsgrade bis auf den oberen Kanalbereich gleich. Dort divergieren die
Kurven leicht.
Tabelle A.2. Sperrmassenströme m˙max, Nenndrehzahl, Variation des
dimensionslosen Wandabstands y+.
m˙max [kg/s] Abweichung vom Experiment
Basisgitter, y+ ≈ 1 20.836 −0.45%
y+ ≈ 3 20.894 −0.17%
y+ ≈ 10 20.933 +0.01%
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Abb. A.5 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei Nenndrehzahl, Variation
des dimensionslosen Wandabstands y+.
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Abb. A.6 Radiale Verteilung umfangsgemittelter Größen, m˙/m˙max = 0.98, Variation
des dimensionslosen Wandabstands y+.
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A.3. Knotendichte im Blattspitzenspalt
Der Massenstrom, der über die Blattspitze hinwegströmt, hat entscheidenden Einfluss auf den
Wirkungsgrad und die Leistungsfähigkeit eines Verdichterrotors. Die korrekte Bestimmung
des Massendurchsatzes durch den Blattspitzenspalt ist ein entscheidendes Kriterium zur Be-
urteilung der Güte der Berechnungsmethode. Aus dieser Perspektive wird ersichtlich, wes-
halb allein das Blattspitzenspaltmodell (s.Kap. 2.6) so entscheidend sein kann. In einer Studie
von Gerolymos wird, basierend auf dem NASA Rotor 37 und den dazugehörigen Messda-
ten, die Abhängigkeit der Strömungslösung von dem verwendeten, numerischen Gitter un-
tersucht [GEROLYMOS und VALLET 1998]. In der Parameterstudie werden Ergebnisse von
drei verschiedenen Rechengittern analysiert, die sich in der Gesamtknotenanzahl unterschei-
den: 106, 2 · 106 und 3 · 106. Die Gittertopologie beinhaltet einen separaten Spalt-Gitterblock.
Gerolymos identifiziert die Knotendichte im Spalt in radialer Richtung als entscheidenden
Parameter für die Übereinstimmung zwischen Berechnung und Messung.
Im Folgenden werden vier unterschiedliche radiale Punkteverteilungen im Spalt unter-
sucht. Allen gemeinsam ist die Knotenverteilung unterhalb der Schaufeloberkante, d.h. ra-
diale, azimutale und axiale Gitterpunkte stimmen in den vier Gitterkonfigurationen überein.
Lediglich im Spalt und auf der Höhe des Spalts im Kanal sind unterschiedlich viele Knoten-
anzahlen für die radiale Diskretisierung (9, 13, 17, 25) unter Einbehaltung des dimensionslo-
sen Wandabstands der wandnächsten Zellschicht y+ ≈ 1 realisiert worden (Abb. A.7).
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Abb. A.7 Knotenverteilung in radialer Richtung, Messebene 4, Variation
der Knotendichte im Blattspitzenspalt.
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Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass mit Erhöhung der Spalt-Knotendichte sich der
Sperrmassenstrom einem Grenzwert m˙max ≈ 20, 837 kg/s nähert (Tab. A.3). Die relative
Änderung bei Halbierung oder Verdopplung der Zellen, ausgehend von dem Basisgitter, ist
(m˙Basis − m˙25)/m˙Basis < 7 · 10−3 bzw. (m˙Basis − m˙9)/m˙Basis < 5 · 10−5. Der Sperrmas-
senstrom unter Verwendung von 9 Punkten im Spalt liegt außerhalb der Messgenauigkeit.
Tabelle A.3. Sperrmassenströme m˙max, Nenndrehzahl, Vergleich un-
terschiedlicher Knotendichten im Blattspitzenspalt.
m˙max [kg/s] Abweichung vom Experiment
Basisgitter, 17 Punkte 20.836 −0.45%
9 Punkte 20.786 −0.69%
13 Punkte 20.830 −0.48%
25 Punkte 20.837 −0.44%
Im Vergleich der Druckverhältnis- und Wirkungsgradcharakteristiken zeigt sich eine Ab-
hängigkeit zwischen der Knotendichte und dem numerisch bestimmten Arbeitsbereich, wenn
weniger als 17 Punkte zur radialen Diskretisierung verwendet werden. Mit abnehmender
Knotenanzahl verringert sich der Arbeitsbereich vorwiegend durch eine Verschiebung der
Stabilitätsgrenze zu höheren Massenströmen (Abb. A.8). Es ergeben sich niedrigere Wir-
kungsgrade bei gleichem Massenstrom. Die Druckverhältnischarakteristik für das Basisgitter
ist gegenüber den Kurven für 13 und 25 Punkte auffällig niedrig. Durch den Vergleich der
umfangsgemittelten Kenngrößen fällt ein niedrigerer Druck für nahezu die gesamte Schau-
felhöhe auf (Abb. A.9), was sich auf das Gesamtdruckverhältnis auswirkt. Die radialen Ver-
teilungen, die sich bei 13 und 25 Punkten ergaben, sind bis auf den Kanalbereich oberhalb
80% der Kanalhöhe deckungsgleich. Im Schaufelendbereich ergeben sich geringfügige Un-
terschiede.
Bei Verfeinerung der Spaltdiskretiesierung zeigt sich kein eindeutiger Trend der Berech-
nungsergebnisse. Dies ist sowohl in den Charakteristiken für das Gesamtdruckverhältnis als
auch in den umfangsgemittelten Druckverteilungen zu erkennen. Dieses nicht eindeutige Ver-
halten kann nicht durch die radiale Gitterdiskretisierung des Kanals verursacht sein. Die
Diskretisierungen der verschiedenen Konfigurationen sind bis auf den Bereich oberhalb der
Schaufeloberkante identisch (Abb. A.7). Auch durch den Vergleich der lokalen Wertevertei-
lungen kann keine Erklärung gefunden werden (Abb. A.10).
Aufgrund der vorangegangenen Diskussion wird generell für das gewählte Berechnungs-
verfahren von einer Reduzierung der radialen Knotenanzahl im Spalt auf neun Punkte und
weniger abgeraten [HOFMANN und BALLMANN 2002a]. Die Kurven der globalen Druckver-
hältnisse und Wirkungsgrade liegen unterhalb der Kurven, die einer feineren Diskretisierung
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entstammen. Der Arbeitsbereich sowie die Stabilitätsgrenze weichen stark von den experi-
mentellen Ergebnissen ab. Die Verwendung von 17 Punkten im Radialspalt kann als ausrei-
chend angesehen werden.
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Abb. A.8 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei Nenndreh-
zahl, Variation der Knotendichte im Blattspitzenspalt.
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Abb. A.9 Radiale Verteilung des Druckverhältnisses, des Temperaturverhältnisses und des
Wirkungsgrades, Basisgitter, m˙/m˙max = 0.925, Variation der Knotendichte im Blattspit-
zenspalt.
116
A.3. Knotendichte im Blattspitzenspalt
Druck-zu-Saugseite [% Teilung]
R
e
la
tiv
m
a
ch
za
hl
M
re
l
0 20 40 60 80 100
0.4
0.8
1.2
1.6
Basisgitter, 17 Punkte
13 Punkte
25 Punkte
(a) Kanalhöhe 70%
Druck-zu-Saugseite [% Teilung]
R
e
la
tiv
m
a
ch
za
hl
M
re
l
0 20 40 60 80 100
0.4
0.8
1.2
1.6
17 Punkte
13 Punkte
25 Punkte
(b) Kanalhöhe 90%
Druck-zu-Saugseite [% Teilung]
R
e
la
tiv
m
a
ch
za
hl
M
re
l
0 20 40 60 80 100
0.4
0.8
1.2
1.6
17 Punkte
13 Punkte
25 Punkte
(c) Kanalhöhe 95%
Abb. A.10 Lokale Verteilung der Relativ-Machzahl, m˙/m˙max = 0.925, Variation der Kno-
tendichte im Blattspitzenspalt.
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A.4. Einfluss der Kanaldiskretisierung
Ein weiterer Aspekt der Gittersensitivität ist der Einfluss der radialen Diskretisierung des
Kanals auf die Kanalhauptströmung, wenn die Knotendichte im Spalt beibehalten wird. Um
diese Frage zu beantworten, ist die radiale Diskretisierung bei konstanter Punkteanzahl va-
riiert worden, Gitter ”Radial 1” und ”Radial 2” (Abb. A.11). Gegenüber dem Basisgitter ist
unter Beibehaltung des y+-Wertes der wandnächsten Zelle der Zellhöhenzuwachs in radia-
ler Richtung stark variiert worden. So sind innerhalb der ersten 5% Schaufelhöhe statt 16
Gitterpunkten 9 verteilt worden.
Im Fall des Gitters ”Radial 1” ist die Diskretisierung des Hauptströmungsgebiets feiner als
die des Basisgitters gewählt worden. Die Knotendichte im Hauptströmungsgebiet des Git-
ters ”Radial 2” ist verglichen mit dem Basisgitter ähnlich. Unterschiede treten unterhalb der
Schaufeloberkante auf. Zum Schaufelende hin nimmt die Feinheit des Gitters stark zu. In
dem Bereich 90-97,5% Schaufelhöhe ist die Punkteanzahl doppelt so hoch. Der Übergang
zum Spalt, 97,5-100% Schaufelhöhe, ist beibehalten worden. Die Verfeinerung in dieser Hö-
he soll Aufschluss darüber geben, ob dadurch die Stoß-Wirbel-Interaktion beeinflusst wird,
die größtenteils unterhalb der Schaufeloberkante stattfindet.
Das Gitter ”Tangential” hat bei identischer radialer Punkteverteilung wie das Basisgitter
eine größere Punkteanzahl in Rotorumfangsrichtung. Demzufolge ist die Gesamtknotenan-
zahl höher als bei den anderen. Diese Verfeinerung ist hinsichtlich der Wirbelbildung und der
Wirbelausprägung von Interesse. Eine Übersicht der wesentlichen Gitterparameter findet sich
in Tabelle A.4.
Tabelle A.4. Gitterparameter in Punkten unterschiedlicher radialer und tangentialer Diskretisierungen.
Parameter Basisgitter Radial 1 Radial 2 Tangential
Schaufel, radial 65 65 65 65
0-5% Schaufelhöhe 16 9 9 16
90-97,5% Schaufelhöhe 8 10 17 8
97,5-100% Schaufelhöhe 25 25 25 25
Spalt, radial 17 17 17 17
Kanal, tangential 77 77 77 105
Knotenanzahl, gesamt 1, 27 · 106 1, 27 · 106 1, 27 · 106 1, 79 · 106
Die sich einstellenden Sperrmassenströme für die radial modifizierten Gitter sind geringer
als für das Basisgitter. Die Werte liegen noch innerhalb der Messgenauigkeit des Experi-
ments. Der Sperrmassenstrom für das Basisgitter und das Gitter ”Tangential” sind identisch
(Tab. A.5). Die Charakteristiken für das Druckverhältnis aller Gitterkonfigurationen verlaufen
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Abb. A.11 Knotenverteilung in radialer Richtung unterschiedlicher Diskretisierungen,
50% Sehnenlänge, Schaufelnähe.
Tabelle A.5. Sperrmassenstrom m˙max unterschiedlicher radialer
und tangentialer Diskretisierungen, Nenndrehzahl.
m˙max [kg/s] Abweichung vom Experiment
Basisgitter 20.836 −0.45%
Radial 1 20.827 −0.49%
Radial 2 20.808 −0.58%
Tangential 20.836 −0.45%
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parallel und besitzen etwa den gleichen Massenstrom an der Stabilitätsgrenze (Abb. A.12(a)).
Die Charakteristik des Gitters ”Radial 1” verläuft unterhalb der anderen. Die Druckverhält-
nisse für ”Tangential” sind geringfügig höher. Der Druckverhältnisunterschied ist in der Grö-
ßenordnung, wie er sich durch Erhöhung der radialen Knotendichte im Spalt auf 25 Punkte
ergeben hat (Abb. A.8(a)). Die Charakteristiken des Wirkungsgrades zeigen einen ähnlichen
Einfluss der Kanaldiskretisierung (Abb. A.12(b)). Die Berechnungen für das Basisgitter und
”Tangential” resultieren in nahezu kongruenten Kurven. Die mittels ”Radial 1” und ”Radi-
al 2” berechneten Wirkungsgrade sind identisch, jedoch gegenüber den übrigen Diskretisie-
rungen geringer.
Massenstrom [kg/s]
D
ru
ck
ve
rh
äl
tn
is
(p
t,4
/p
re
f)
19.0 20.0 21.0
1.8
1.9
2.0
2.1
2.2
Basisgitter
Radial 1
Radial 2
Tangential
(a) Druckverhältnis
Massenstrom [kg/s]
Is
e
n
tr.
W
irk
un
gs
gr
a
d
η i
s,
t
19.0 20.0 21.0
0.80
0.84
0.88
Basisgitter
Radial 1
Radial 2
Tangential
(b) Isentroper Wirkungsgrad
Abb. A.12 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei Nenndreh-
zahl, Variation der radialen und tangentialen Diskretisierung.
Um die Auswirkungen der Kanaldiskretisierung weiter aufzuschlüsseln, werden die radia-
len Verteilungen der umfangsgemittelten Kenngrößen sowie die lokalen Verteilungen, ge-
messen an der Station 2, verglichen. Dazu wird der Betriebspunkt nahe der Stabilitätsgrenze
ausgewählt, Massenstromverhältnis m˙/m˙max = 0.925. In diesem Betriebspunkt kann eine
intensivere Stoß-Wirbel-Interaktion beobachtet werden als im Auslegungspunkt (Abb. A.13).
Die größten Unterschiede zeigen sich in den radialen Profilen der Druckverhältnisse. Die
Verteilungen des Gitters ”Tangential” und des Basisgitters sind sehr ähnlich. Das Gitter ”Tan-
gential” weist einen höheren Druck im Bereich zwischen 40% und 95% der Kanalhöhe auf,
der mit einem etwas höheren Temperaturniveau in diesem Bereich korrespondiert. Dies deu-
tet auf eine verbesserte Simulation der Strömung im Gehäusewandbereich hin. Dort wird die
Strömung hauptsächlich von der Spaltströmung und anderen Sekundärströmungseffekten do-
miniert. Gitter ”Radial 1” und ”Radial 2” verursachen infolge der gröberen Diskretisierung
einen großen Totaldruckabfall im Bereich der Nabe. Dies wirkt sich deutlich auf die radia-
le Wirkungsgradverteilung im Bereich der Nabe aus. Die lokalen Verteilungen der Relativ-
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Machzahlen zeigen keine Unterschiede für die verschiedenen Gittervariationen (Abb. A.14).
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Abb. A.13 Radiale Verteilungen des Druckverhältnisses, des Temperaturverhältnisses und
des Wirkungsgrades, Basisgitter, m˙/m˙max = 0.925, Variation der radialen und tangentialen
Diskretisierung.
Die radiale Punkteverteilung im Bereich der Nabenwand besitzt einen nicht zu vernach-
lässigenden Einfluss auf die Druckverhältnisse und die Wirkungsgrade. Diese Aussage trifft
für alle Wandbereiche zu. Weil sich für das Hauptströmungsfeld, 10-90% der Kanalhöhe,
keine klar erkennbaren Tendenzen abzeichnen, kann die Hauptströmung nahezu unabhängig
von der verwendeten Gitterdiskretisierung korrekt bestimmt werden. Die Spaltströmung und
die gehäusewandnahe Strömung scheinen infolge der tangentialen Verfeinerung geringfügig
beeinflusst zu werden.
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Abb. A.14 Lokale Verteilungen der Relativ-Machzahl, m˙/m˙max = 0.925, Variation der radialen und
tangentialen Diskretisierung.
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A.5. Einfluss der Schaufeloberkantenabrundung
Von Unterschallvorderkanten an Deltaflügeln ist hinreichend bekannt, dass Scherströmungen
an scharfkantigen Geometrieübergängen ablösen. Eine Abschwächung der Geometriegradi-
enten, z.B. durch Abrunden der Kanten, verlagert den Ablösepunkt. Die bisherigen Unter-
suchungen stützten sich auf die Annahme eines rechteckigen Querschnitts des Radialspalts.
Der NASA Rotor 37 hat aber eine leicht abgerundete Schaufeloberkante (Abb. 2.3). Für die
folgenden Berechnungsergebnisse sind basierend auf der Diskretisierung des Basisgitters die
Schaufeloberkanten abgerundet modelliert worden. Der Abrundungsradius ist vergleichbar
mit den realen Vorgaben (Abb. A.15).
Globale und umfangsgemittelte Kennwerte sowie die lokale Machzahlverteilung können
als identisch angesehen werden (Abbn. A.16-A.18). Das Totaldruckverhältnis sowie die ra-
diale Verteilung des Druckes zeigen geringe Abweichungen, die jedoch schon in dieser Form
in Abschnitt A.3 aufgetreten sind. Der etwas geringere Sperrmassenstrom kann durch die
Numerik bedingt sein. Die Geometrieänderung muss damit nicht zwangsläufig in Zusammen-
hang gebracht werden (Tab. A.6). Auch die Wirbellage und -topologie sind deckungsgleich
(Abb. A.19). In einer weiteren, hier nicht dargestellten Konfiguration ist die Schaufelabrun-
dung verstärkt worden. Es konnten keine wesentlichen Unterschiede festgestellt werden. Die
Schaufelabrundung besitzt danach einen unerheblichen Einfluss auf die Spalt- und die Wir-
belströmung.
Tabelle A.6. Sperrmassenströme m˙max, Nenndrehzahl, Vergleich
kantiges und rundes Schaufelende.
m˙max [kg/s] Abweichung vom Experiment
Kantiges Schaufelende 20.836 −0.45%
Rundes Schaufelende 20.818 −0.54%
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A
A
(a) Ansicht der Vorderkante, Blattspitze (b) Schnitt-Ansicht A-A
Abb. A.15 Basisgitter mit Abrundungen an der Schaufeloberkante.
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Abb. A.16 Druckverhältnis und Wirkungsgrad entlang der Drosselkurve bei
Nenndrehzahl, Vergleich kantiges Schaufelende und Schaufelende mit Ab-
rundungen der Kanten.
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Abb. A.17 Radiale Verteilungen des Druckverhältnisses, des Temperaturverhältnisses und des Wir-
kungsgrades, m˙/m˙max = 0.925, Vergleich Schaufelende mit scharfen und abgerundeten Kanten.
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Abb. A.18 Lokale Verteilungen der Relativ-Machzahl, m˙/m˙max = 0.925, Ver-
gleich Schaufelende mit scharfen und abgerundeten Kanten.
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Abb. A.19 Verläufe der Dichte und der Geschwindigkeit im Wirbel entlag der Querachse des Wirbel-
profilquerschnitts, Schaufelende mit scharfen und abgerundeten Kanten, nahe der Stabilitätsgrenze,
m˙/m˙max = 0, 925 (Position angezeigt in Abb. 4.18(a)).
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